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Kurzfassung  
Bei der Kombination von metallischen Werkstoffen und faserverstärkten 
Kunststoffen innerhalb eines Bauteils entstehen sogenannte Hybridstrukturen, 
in denen den einzelnen Komponenten definierte Funktionen zukommen. In der 
vorliegenden Arbeit wird die metallische Komponente zum einen zur Lastein-
leitung in das Laminat eingesetzt und übernimmt zum anderen auch eine last-
tragende Funktion. Daher werden zwei Varianten sogenannter Hybridträger, 
die sich in Bezug auf die gewählte Verbindungstechnologie von metallischer 
Komponente und FVK unterscheiden, hinsichtlich ihrer mechanischen Eigen-
schaften und der Schädigungsentwicklung untersucht. 
Beide Hybridträger bestehen aus einer Grundplatte aus CFK, einem Hutprofil 
aus rostfreiem Stahl und einem polymeren Schaumstoffkern, der den entste-
henden Hohlraum ausfüllt, und werden im Resin-Transfer-Moulding Verfah-
ren gefertigt. Bei der differentiellen Hybridträgervariante wird das Hutprofil 
ausschließlich adhäsiv mit dem Laminat verbunden. Im Fall der integralen Va-
riante wird die Verbindung hingegen durch die faserschonende Integration der 
Hutprofillaschen in das trockene Halbzeug vor der Konsolidierung hergestellt. 
Abgesehen von der Art der Anbindung an das Laminat ist die Geometrie der 
verwendeten Hutprofile identisch. Durch die Gestaltung der Anbindung besit-
zen die integralen Hybridträger jedoch eine geringere Masse. 
Der Vergleich der beiden Varianten findet hinsichtlich der mechanischen Ei-
genschaften bei quasistatischer, dynamischer und zyklischer Drei-Punkt-Bie-
gung und bezugnehmend auf das ermittelte Schädigungsverhalten statt. Die in-
tegralen Hybridträger tragen bei allen untersuchten Belastungen ca. 20% 
höhere maximale Kräfte und zeigen eine größere Toleranz gegenüber mecha-
nischen, thermischen und korrosiven Vorschädigungen. Dieses Verhalten ist 
auf die deutlich schädigungstolerantere Verbindung der integralen Hybridträ-
ger zurückzuführen, da neben der adhäsiven Anbindung auch ein Formschluss 
von Laminat und Hutprofil erreicht wird. Eine Lebensdauerprognose auf Basis 
des zyklischen Verhaltens des Hutprofils konnte für beide Hybridträgervarian-




The combination of metallic materials and fibre-reinforced plastics within a 
structure results in so-called hybrid structures in which the individual compo-
nents have specific tasks. In the work at hand, the metallic component is used 
for load introduction into the laminate and as a load-bearing component. Two 
hybrid structures are to be investigated and differ in terms of the selected join-
ing technology of the metallic component and the FRP-laminate. They are in-
vestigated regarding their mechanical properties and damage evolution. 
Both hybrid structures consist of a base plate made of CFRP laminate, a hat 
profile made of stainless steel and a polymer foam core. They are manufactured 
using resin transfer moulding. In the extrinsically joined structures, the hat pro-
file is adhesively bonded to the laminate via the matrix polymer. In the case of 
the intrinsic structures, the joint is created by integrating flaps on the hat profile 
into the dry, semi-finished product before the consolidation takes place, with-
out disrupting the fibre continuity. Both structures only differ in regard of the 
joining technology and thus the geometry of the hat itself is the same. How-
ever, due to the design of the joint, the hat profile of the intrinsic hybrid struc-
tures has a lower mass. 
Both types of hybrids are tested and compared in terms of their mechanical 
properties in quasi-static, dynamic and cyclic three-point bending tests in ref-
erence to their damage behaviour. The intrinsic hybrid structures bear approx-
imately a 20% higher maximum force at all load cases investigated and are less 
prone to mechanical, thermal and corrosive pre-damage. This behaviour is due 
to the more durable joint of the intrinsic structures. Since in addition to the 
adhesive bond, a form-fit of the laminate and the hat profile is achieved. A 
service life prediction based on the cyclic behaviour of the hat profile could be 
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Der verstärkte Einsatz von Faserverbundwerkstoffen im Transportsektor ist 
nicht zuletzt auf deren Leichtbaueigeschaften zurückzuführen. Im Jahr 2019 
war die drittgrößte Quelle von Treibhausgasen die Verbrennung fossiler 
Treibstoffe im Verkehrsektor [1]. Daher stellt die Gewichtsreduktion von 
Fahrzeugen eine Möglichkeit dar, eine gesteigerte Ressourceneffizienz zu 
erreichen. Laut Goede [2] bewirkt die Reduktion des Fahrzeuggewichts um 
100 kg eine Reduzierung des Kraftstoffverbrauchs um ca. 0,25 l/100 km. Das 
im Klimaschutzplan der deutschen Bundesregierung ausgegebene Ziel der 
Treibhausgasneutralität bis zum Jahr 2050 [3], gibt in diesem Zusammenhang 
den politischen Rahmen vor. 
Der Vorteil der faserverstärkten Kunststoffe (FVK) und insbesondere von 
kohlenstofffaserverstärkten Kunststoffen (CFK) liegt in ihrer hohen 
spezifischen Festigkeit und Steifigkeit [4]. Soll das Leichtbaupotential weiter 
gesteigert werden, bietet die Ausführung der CFK-Strukturen in 
Endlosfaserbauweise große Möglichkeiten. Zum einen sind dünnwandigere 
Strukturen möglich, zum anderen kann durch die anisotropen Eigenschaften 
des CFK die Faserarchitektur an die Lastpfade der Bauteile angepasst werden. 
Im Jahr 2019 stieg der Bedarf an CFK global im Vergleich zum Vorjahr um 
10 % [5]. Begrenzt wird größeres Wachstum derzeit nicht nur durch 
wirtschaftliche Aspekte wie die hohen Werkstoff- und Prozesskosten, sondern 
auch durch technologische Herausforderungen wie die materialgerechte 
Anbindung an die Fahrzeugstruktur. 
Sollen dünnwandige CFK-Strukturen mit anderen Komponenten des 
Fahrzeugs verbunden werden, stehen Anbindungsverfahren wie Nieten, 
Bohren, Schrauben und Kleben im Vordergrund. Alle haben gemein, dass 
durch sie das Leichtbaupotential nicht voll ausgeschöpft werden kann. Werden 
für das Design der Faserverbundkomponente auf Metalle ausgelegte 
Geometrien übernommen, führt dies meist zu einer Überdimensionierung der 
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Faserverbundkomponente [6, 7]. Ein Beispiel, wie Bohrungen in 
endlosfaserverstärkten Strukturen umgesetzt werden können, wird von 
Langella und Durante [8] aufgezeigt. Es wird beschrieben, dass eine Bohrung, 
die durch bereits in der Herstellung des FVK umgelegte Fasern generiert wird, 
im Vergleich zu einer konventionellen Bohrung mit einhergehender 
Zerstörung der Faserarchitektur unter Zugbelastung eine um 25 % höhere 
Restfestigkeit besitzt. 
Im Kontext des Multi-Material-Designs (MMD) kommt besonders die 
Veränderung der grundsätzlichen Produktstruktur, die in Richtlinie VDI 4800 
[9] als eine der drei Leichtbaustrategien beschrieben wird, zum Tragen. Unter 
dem MMD-Konzept wird verstanden, dass die unterschiedlichen Werkstoffe 
jeweils dort in einer Gesamtstruktur eingesetzt werden, wo ihr spezifisches 
Eigenschaftsprofil den größtmöglichen technischen aber auch wirtschaftlichen 
Nutzen birgt [10]. Die Kombination aus CFK und Stahl in einem Hybridbauteil 
bietet beispielsweise für die Nutzung in crashrelevanten Strukturen große 
Vorteile. Es können entstehende Aufprallenergien durch die plastische 
Verformung des Stahls aufgenommen werden, bevor die spezifischen 
Eigenschaften des CFK zum Tragen kommen, um die Insassen durch die 
geringere Verformung des Innenraums zu schützen [11, 12]. Um diese 
Eigenschaften bestmöglich ausnutzen zu können, ist die Entwicklung 
innovativer Fertigungskonzepte notwendig [10]. 
Der Ansatz der intrinsischen Hybridisierung verfolgt das Konzept, dass bereits 
während des Ur- oder Umformprozesses der Komponenten die Verbindung 
bereits realisiert wird und ein nachgeschalteter Fügeschritt entfällt [13, 14]. 
Die Hybridisierung in einem nach der Herstellung der Einzelkomponenten 
erfolgenden Fügeschritt wird als Post Moulding Assembly bezeichnet und 
beschreibt eine Möglichkeit der extrinsischen Hybridisierung [15]. Die 
extrinsische Hybridisierung hat zur Folge, dass das Leichtbaupotential nicht in 
vollem Maße ausgeschöpft werden kann [16]. 
Das Schwerpunktprogramm 1712 (SPP1712) „Intrinsische Hybridverbunde“ 
der Deutschen Forschungsgemeinschaft [16] widmet sich den Herausforderun-
gen der Herstellbarkeit, Auslegung und den Prozess-Struktur-Eigenschaftsbe-
ziehungen von intrinsisch gefertigten FVK/Metall-Hybridbauteilen. Die vor-
liegende Arbeit ist im Rahmen des Teilprojekts 3 (TP3) zu 
„Grundlagenuntersuchungen intrinsisch gefertigter FVK-/Metall-Verbunde“ 
1.1 Motivation 
3 
entstanden. In der ersten Projektphase wurden in das Laminat integrierte 
Lasteinleitungselemente, sogenannte Inserts, auf ihre mechanischen Eigen-
schaften unter bauteilnahen Beanspruchungen untersucht. In der zweiten Pro-
jektphase übernimmt die metallische Komponente neben der Krafteinleitung 
auch eine lasttragende Funktion. Die Projektphasen des TP3, an dem neben 
dem Institut für Angewandte Materialien – Werkstoffkunde (IAM-WK) und 
dem Institut für Fahrzeugsystemtechnik (FAST) auch das Institut für Produk-
tionstechnik (wbk) des Karlsruher Instituts für Technologie (KIT) beteiligt ist, 
sind in Abbildung 1.1 gezeigt. 
 
Abbildung 1.1: Projektphasen des TP3 im SPP1712 der DFG, nach [17]*1 
Untersuchungen von Gebhardt [18–20], Pottmeyer [21–23], Bernath [24, 25], 
Seuffert [26] und eigene Arbeiten [27, 28]* aus der ersten Phase zeigen die 
Möglichkeiten und Konsequenzen, die sich aus der Integration der Inserts er-
geben. Betrachtet wurden sowohl die Fertigung, die mechanischen Eigenschaf-
ten unter quasistatischen und zyklischen Bedingungen als auch Umweltein-
flüsse. Besonders die Strukturoptimierung, deren positive Einflüsse auf die 
Formfüllung im Resin-Transfer-Moulding (RTM) und die verbesserten me-
chanischen Eigenschaften, im Vergleich zu einer nicht optimierten Variante, 
zeigen das Potential einer solchen Verbindung für punktuelle Lasteinleitungs-
elemente. Der bereits zuvor als nachteilig beschriebene Einfluss einer Durch-
trennung der Fasern konnte bei der Integration der Inserts durch Umlegen der 
Fasern um die Insertbuchse vermieden werden. In der zweiten Phase des TP3 
soll die Komplexität der Struktur erhöht werden. Zudem soll die metallische 
Komponente auch eine lasttragende Funktion im Bauteil übernehmen. 
                                                                    
1 Eigene Veröffentlichungen werden im Folgenden mit * gekennzeichnet. 
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1.2 Wissenschaftliche Fragestellung 
Das Ziel der vorliegenden Arbeit ist die werkstoffkundliche Untersuchung von 
Hybridträgern, die im Resin-Transfer-Moulding-Verfahren hergestellt 
wurden. Eine große Herausforderung stellt die Vorbereitung des Halbzeugs 
und eine möglichst faserschonende und wiederholgenaue Integration der 
metallischen Komponente dar. Bei der Planung, Entwicklung und 
Ausarbeitung eines Werkzeugkonzepts zur Fertigung der Hybridträger im 
RTM-Verfahren stellt die vollständige Tränkung des Halbzeugs die 
Kernproblematik dar. 
Vergleichsbauteile, welche die gleiche Geometrie der CFK- und Metall-
Komponente aufweisen, bei welchen die metallische Komponente aber 
lediglich adhäsiv über die Matrix mit dem CFK verbunden ist, dienen als 
Referenz. Beide Hybridträgervarianten werden intrinsisch, während der 
Konsolidierung des CFK, gefügt. Daher werden diese Referenzbauteile im 
Folgenden als „intrinsisch-differentielle Hybridträger“ oder kurz 
„differentielle Hybridträger“ bezeichnet. In Abgrenzung hierzu ist die 
Bezeichnung der integralen, intrinsisch gefügten Bauteile mit „integraler 
Hybridträger“ zu sehen. 
Das Ziel der werkstoffkundlichen Untersuchungen ist der ganzheitliche 
Vergleich der Hybridträgervarianten. Dieser umfasst neben quasistatischen, 
dynamischen und zyklischen Belastungen auch den Einfluss bauteilnaher 
Umwelteinflüsse wie korrosive Medien, thermische Wechselbeanspruchung 
und mechanische Schädigung durch Impact. Zur Beurteilung der 
Schädigungsentwicklung im quasistatischen und zyklischen Lastfall kommen 
unter anderem Methoden der digitalen Bildkorrelation, der passiven 
Thermografie und Computertomographie zum Einsatz. Zur Abschätzung der 
Lebensdauer unter zyklischer Belastung soll eine Prognose anhand von in 
Laststeigerungsversuchen gewonnenen Daten erstellt und durch 




Im Rahmen dieser Arbeit werden hybride Lastträger (Hybridträger) hinsicht-
lich ihrer mechanischen Eigenschaften in verschiedenen Belastungsszenarien 
untersucht. Die Ermittlung der mechanischen Eigenschaften erfolgt in Bauteil-
versuchen unter quasistatischer Drei-Punkt-Biegebelastung. Im weiteren Ver-
lauf werden die Einflüsse von bauteilnahen Beanspruchungen, wie Impact, 
Korrosion sowie die Auswirkungen einer thermischen Zyklierung untersucht. 
Schlussendlich wird die Bedeutung der Verformungsgeschwindigkeit und das 
Verhalten bei zyklischer Belastung anhand von Wöhlerversuchen unter Drei-
Punkt-Biegung ermittelt. 
In den Abschnitten 2.1 und 2.2 werden die mechanischen Eigenschaften der 
einzelnen Komponenten in den genannten Belastungsszenarien erläutert. Wei-
tergehend werden in Abschnitt 2.3 die zugrunde liegenden bereits existieren-
den Hybridisierungskonzepte vorgestellt und auf die sich daraus ableitenden 
Eigenschaften eines FVK/Metall-Hybridbauteils unter Berücksichtigung der 
oben genannten Belastungsszenarien eingegangen. 
2.1 Faserverstärkte Kunststoffe 
Im Allgemeinen liegt dem Prinzip der Verbundkonstruktion zugrunde, dass 
einzelne Komponenten/Werkstoffe so kombiniert werden, dass Eigenschaften 
erreicht werden können, die keine der eingesetzten Komponenten/Werkstoffe 
allein ermöglichen würde. Innerhalb dieser Strukturen haben die eingesetzten 
Komponenten/Werkstoffe klar voneinander abzugrenzende Funktionen. 
Werkstoffverbunde weist hierbei eine makroskopisch inhomogene Struktur 
aus mindestens zwei oder mehr nicht ineinander löslichen Komponenten auf. 
Verbundwerkstoffe sind im Gegensatz hierzu makroskopisch quasihomogene 
jedoch mikroskopisch heterogene Werkstoffe zweier nicht ineinander löslicher 
Komponenten. In FVK, die den Verbundwerkstoffen zuzuordnen sind, den Fa-
sern die Aufgabe zu, die Kräfte aufzunehmen. Die Matrix übernimmt die Funk-
tion, die Kräfte in die Fasern einzuleiten, diese in ihrer Position zu fixieren, zu 
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stützen, die eingeleiteten Kräfte von Faser zu Faser zu übertragen, zu homoge-
nisieren und die Fasern gegen Umwelteinflüsse zu schützen [4, 29–31]. 
Durch die Kombination werden spezifische Festigkeiten und Steifigkeiten er-
zielt, welche die klassischen Konstruktionswerkstoffe wie Metalle und unver-
stärkte Kunststoffe nicht erreichen können. Weiterhin zeigen FVK ein hohes 
Energieabsorptionsvermögen, geringe thermische Ausdehnungskoeffizienten, 
gute Dämpfungseigenschaften und nicht zuletzt erhöhte Beständigkeit gegen-
über Witterung und Korrosion [4, 30]. 
Werden Faserverbundwerkstoffe eingesetzt, muss neben ihrer Anisotropie bei 
der Konstruktion der Bauteile beachtet werden, dass Fasern aufgrund ihrer Ge-
ometrie im Stande sind hohe Zugspannungen aufzunehmen, unter Druckbelas-
tung aber zum Knicken neigen [29, 31, 32]. 
2.1.1 Grundlegendes mechanisches Verhalten 
faserverstärkter Kunststoffe 
Auftretende Schädigungsarten in faserverstärkten Kunststoffen 
Grundsätzlich wird bei der Schädigung von FVK zwischen verschiedenen 
Schädigungsarten unterschieden: dem Faserbruch, dem Zwischenfaserbruch 
und der Delamination. Die beschriebenen Mechanismen können sowohl ge-
trennt voneinander als auch in Kombination auftreten [4, 33, 34]. 
Der Faserbruch beschreibt i.d.R. nicht das Versagen einzelner Fasern, sondern 
ganzer Faserbündel durch einen Riss quer zur Längsrichtung der Bündel. Die 
Ursache für dieses Versagen ist fast ausschließlich bei parallel zur Faserrich-
tung auftretenden Spannungen zu suchen. Durch Faserbruch kommt es meist 
zu einem großen Steifigkeitsabfall der Gesamtstruktur, da die Festigkeiten der 
Fasern voll ausgenutzt werden und nach einem Faserbruch die versteifende 
und verfestigende Funktion der Fasern wegfällt. Nach Schürmann [4] kann es 
durch ein allmähliches Versagen aufgrund von großen Spannungsunterschie-
den innerhalb der Struktur zu einem „quasi-duktilen-Versagen“ bei FVK kom-
men. Das Versagen der auf Druck belasteten Faserlagen durch Ausknicken, 
wird als Schubknicken bezeichnet und ist in Abbildung 2.1 links schematisch 
dargestellt. Das Versagen durch Zugbeanspruchung ist vereinfacht in Abbil-
dung 2.1 rechts dargestellt. 
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Abbildung 2.1:  Auftreten des Faserbruchs in Abhängigkeit von der Beanspruchungsrichtung. 
Links: Druckbelastung/Schubknicken, Rechts: Zugbelastung, [4]. 
Der Zwischenfaserbruch hingegen stellt ein Versagen in der Matrix zwischen 
den Fasern oder an der Faser/Matrix-Grenzfläche dar und wird in den meisten 
Fällen von quer zur Faserrichtung auftretenden Spannungen ausgelöst, wie es 
in Abbildung 2.2 links verdeutlicht wird. Ein Zwischenfaserbruch, abwei-
chend von den Hauptspannungsrichtungen, ist aufgrund der anisotropen Ei-
genschaften von FVK möglich. Die zur Ausbildung von Zwischenfaserbrü-
chen notwendigen Spannungen sind im Vergleich zum Faserbruch aufgrund 
der niedrigeren Matrixfestigkeit deutlich geringer. Wie in Abbildung 2.2 rechts 
gezeigt, können Zwischenfaserbrüche gestoppt werden, wenn diese den Über-
gang zu einer Laminatschicht mit abweichender Faserorientierung erreichen 
[4, 33]. 
Von Delamination wird hingegen gesprochen, wenn eine flächige Trennung 
von einzelnen Schichten innerhalb des Laminats durch ein Versagen der Mat-
rix oder der Faser/Matrix-Grenzflächen eintritt. Auslöser hierfür sind sowohl 
Schubspannungen zwischen den einzelnen Schichten des Verbundes als auch 
senkrecht zu den Laminatschichten auftretende Normalspannungen. Wie in 
Abbildung 2.2 rechts gezeigt, sind häufig Zwischenfaserbrüche Ausgangs-





Abbildung 2.2: a) Entstehung eines Zwischenfaserbruchs durch Zug quer zur Faser, b) die Ini-
tiierung von Delamination aufgrund eines Zwischenfaserbruchs, nach [35] 
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Neben Zwischenfaserbrüchen können auch schlagartige Belastungen (Impact) 
durch ihre lokal wirkenden hohen Beanspruchungen Delamination in Lamina-
ten auslösen. Impactlasten sind insbesondere dann kritisch, wenn große Stei-
figkeitssprünge an den Grenzflächen von Schichten unterschiedlicher Fa-
serausrichtung innerhalb des Laminats auftreten oder durch zusätzliche 
aufgeklebte Komponenten entstehen [4, 33]. 
Einfluss von Stufen im Laminataufbau faserverstärkter Kunststoffe 
Durch lokal eingebrachte zusätzliche Schichten, wie zum Beispiel Faserlagen 
oder metallische Einleger, entstehen Stufen im Laminat, welche lokal die Fa-
serarchitektur stören. Schematisch sind zwei aufeinander folgende Stufen in 
Abbildung 2.3 dargestellt. Diese lokal eingebrachten Störungen führen entlang 
der Stufe zu einer Krümmung der Fasern, zu Kerben und zu harzreichen Be-
reichen, den sogenannten Harztaschen. Die so entstehenden Spannungsspitzen 
sind proportional zur Stufenhöhe [4]. 
 
Abbildung 2.3: Schematische Darstellung von eingebrachten Laminatstufungen durch Quer-
schnittsverjüngungen [4] 
Der Einfluss der Faserkrümmung ist abhängig von der Höhe der Stufe im La-
minat. Niedrige Stufenhöhen führen zu einer Reduzierung der faserparallelen 
Druckfestigkeit, wohingegen höhere Stufen aufgrund der entstehenden inter-
laminaren Aufziehspannungen zu Delaminationen führen [4]. 
Bei Untersuchungen zum Einfluss von Harztaschen von Helmy und Hoa [36] 
an glasfaserverstärkten Kunststoffen, in die zusätzliche Schichten ins Laminat 
eingebracht wurden, zeigte sich unter Zugermüdung, dass die Rissinitiierung 
an den entstehenden Harztaschen erfolgte. In der Folge breitete sich Delami-
nation im Laminat aus. Beide Effekte sind auf die an den Harztaschen entste-
henden Schubspannungen zurückzuführen. 
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Durch Pottmeyer [21] wurde der Einfluss der Integration von Inserts und ent-
stehender Harztaschen auf die zyklischen Eigenschaften bei Auszugsversu-
chen untersucht. Gebhardt [18] stellt dazu zwei Insertvarianten vor. Eine Re-
ferenzgeometrie aus einer runden Grundplatte und einer aufgeschweißten 
Gewindebuchse und eine Variante mit strukturoptimierter Geometrie und flach 
auslaufender Grundplatte (vgl. Abbildung 2.4). Bei den von Gebhardt vorge-
stellten Insertvarianten kam es in Versuchen mit zyklischen Belastungen zu 
Rissen im Laminat [21], die ihren Ursprung in Harztaschen hatten. In Folge 
der fortwährenden zyklischen Belastung breiteten sich diese Risse zu großflä-
chiger Delamination aus. 
 
Abbildung 2.4: Geometrie der strukturoptimierten Insertvariante [18] 
Im Gegensatz zu Metallen kann bei FVK keine Plastifizierung im Kerbgrund 
stattfinden, wodurch entstehende Spannungen nicht abgebaut werden können. 
Dies hat zur Folge, dass die elastischen Verformungen auch unter statischen 
Lasten zu einer Rissbildung in umliegenden Schichten führen können, die zu 
einer Verringerung der Bruchfestigkeit führt. Bei zyklischen Lasten führen 
Spannungsumlagerungseffekte in benachbarte Schichten bei erhöhten Bruch-
lastspielzahlen zu einer Verringerung des Einflusses von Kerben [37]. 
Ermittlung der mechanischen Eigenschaften faserverstärkter 
Kunststoffe unter Biegebelastung 
Zur Ermittlung der mechanischen Eigenschaften von Strukturbauteilen wird, 
wie von Mildner [38] vorgeschlagen, ein Drei-Punkt-Biegeversuch genutzt. 
Bei Drei-Punkt-Biegeversuchen gelten zunächst die Annahmen, dass gerade 
und symmetrische Prüfkörper verwendet werden, keine Formveränderung des 
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Querschnitts im Versuch auftritt und gleiche Steifigkeiten im Zug- und Druck-
bereich vorhanden sind. Gelten diese Annahmen, können aus der zu messen-
den Durchbiegung und den auftretenden Kräften die Materialparameter Biege-
steifigkeit und -festigkeit ermittelt werden [39]. 
Werden die Prüfkörper auf die Auflager aufgelegt (vgl. Abbildung 2.5 a)) und 
das Biegemoment über eine mittig positionierte Druckfinne aufgebracht, kann 
idealisiert von einem einachsigen Verformungsversuch ausgegangen werden. 
Die größte Durchbiegung stellt sich in der Mitte des Prüfkörpers ein (vgl. Ab-
bildung 2.5 a)). Der Grund hierfür ist, dass das größte Biegemoment im Quer-
schnitt der aufgebrachten Last herrscht, das bis zu den Auflagern linear ab-
nimmt. Hieraus ergibt sich, wie in Abbildung 2.5 b) und c) dargestellt, ein 
inhomogener Spannungs- und Dehnungszustand. In der unteren Hälfte des 
Prüfkörperquerschnitts treten Zugspannungen und die daraus resultierende 
Streckung auf, wobei in der oberen Hälfte des Prüfkörperquerschnitts 
Druckspannungen und, daraus resultierend, eine Stauchung eintritt. Die 
Schicht, welche die beiden Spannungsbereiche voneinander trennt, wird als 
neutrale Faser bezeichnet und befindet sich bei gleicher Druck- und Zugstei-
figkeit und symmetrischen, homogenen Prüfkörpern in der Mitte des Quer-
schnitts. Die Bereiche auf den Oberflächen des Prüfkörpers werden als Rand-
fasern bezeichnet, hier treten die größten Spannungen auf [39, 40]. 
 
Abbildung 2.5: Idealisierter Spannungszustand im 3-Punkt-Biegeversuch. 
a) Dreipunkt-Biegeprüfkörper, b) Normalspannungsverteilung, 
c) Normaldehnungsverteilung, d) Schubspannungsverteilung, nach [41]. 
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Zunächst kommt es bei einer ausreichend hohen Durchbiegung zu einer Schä-
digung in den Randfasern. Aufgrund des inhomogenen Spannungszustandes 
kommt es im Prüfkörpervolumen mit größer werdendem Abstand zur Oberflä-
che zunehmend nur noch zu elastischen Verformungen. Die maximalen 
Schubspannungen treten indes entlang der neutralen Faser auf, wie in Abbil-
dung 2.5 d) schematisch dargestellt ist. 
Bei der Prüfung von Laminaten treten diese Schubspannungen auch zwischen 
den Einzelschichten auf und führen zur Scherung und daraus resultierend zu 
Delamination. Da diese vermieden werden sollen, ist ein ausreichend großes 
Verhältnis von Auflagerabstand zur Prüfkörperdicke zu wählen. Will man hin-
gegen die interlaminare Scherfestigkeit eines FVK untersuchen, kann ein ab-
sichtlich kurzer Auflagerabstand genutzt werden [41]. Da CFK eine höhere 
Zug- als Druckfestigkeit besitzt, wird bei gleichen Spannungen auf der Druck- 
und Zugseite die Festigkeit der Druckseite früher erreicht und es kommt zu 
einem verfrühten Versagen [4] durch das in Abbildung 2.1 a) gezeigte Schub-
knicken. 
2.1.2 Dynamisches Verhalten faserverstärkter 
Kunststoffe 
Betrachtet man das dynamische Verhalten faserverstärkter Kunststoffe muss 
zwischen dem Einfluss der Verformungsgeschwindigkeit (Dehnrate) und dem 
Einfluss eines punktuellen Impacts unterschieden werden. 
Dehnratenabhängigkeit 
Der Einfluss der Dehnrate auf die mechanischen Eigenschaften von FVK hängt 
maßgeblich vom Lagenaufbau und den Belastungsbedingungen ab. Von Tani-
guchi et al. [42] geprüfte UD-Laminate zeigten quer zur Faserorientierung ei-
nen ausgeprägten Einfluss der Dehnrate auf die Zugfestigkeit und den Zug-
Modul. Hsiao et al. [43] stellten bei der Untersuchung des Einflusses der Ver-
formungsgeschwindigkeit auf die mechanischen Eigenschaften quer zur Faser-
richtung unter Druck einen Anstieg des Druckmoduls und der Festigkeit fest. 
In Faserrichtung konnte hingegen kein Einfluss festgestellt werden [42]. Von 
Zhou et al. [44, 45] wurde ebenfalls kein Einfluss auf die Festigkeit oder 
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Bruchdehnung von Kohlenstofffasern, die im Bündel geprüft wurden, festge-
stellt. Bei parallel zur Faser eingeleiteten Druckkräften wurde ebenfalls von 
Taniguchi et al. ein Anstieg der Bruchdehnung und auch der Festigkeit gezeigt, 
wohingegen sich für den Druckmodul keine signifikante Veränderung ergab. 
Der Grund für dieses Verhalten unter Druck und Zug besteht darin, dass das 
mechanische Verhalten längs zur Faserrichtung von den Fasern dominiert 
wird. Quer zur Faserrichtung hingegen bestimmen die viskoelastischen Eigen-
schaften der Matrix das mechanische Verhalten. Unter Druck spielt die stüt-
zende Wirkung der Matrix auf die Fasern eine zunehmende Rolle. 
Werden die Eigenschaften von Kreuzlaminaten unter Biegung untersucht, zei-
gen sich teils widersprüchliche Ergebnisse. Bei von Sánchez-Sáez et al. [46] 
und Lifshitz et al. [47] untersuchten Prüfkörpern erfolgte die Initiierung des 
Schadens im Bereich der größten Zugspannungen auf der Prüfkörperunterseite. 
Es konnte bei steigender Verformungsgeschwindigkeit eine verringerte Festig-
keit festgestellt werden, wohingegen die Steifigkeit konstant blieb. In Unter-
suchungen von Schmack et al. [48] und Wiegand [49] hingegen trat das Ver-
sagen der Laminate auf der Oberseite im Bereich der höchsten 
Druckspannungen auf. Die Festigkeitswerte zeigten bei Prüfgeschwindigkei-
ten zwischen 6,5 m/s und 10 m/s einen Anstieg um 56 % [49] und von mindes-
tens 20 % [48], wohingegen sich die Steifigkeiten nicht veränderten. Dieses 
Verhalten wird von Wiegand auf die höheren Zugfestigkeiten im Vergleich zu 
den Druckfestigkeiten zurückgeführt. Laut Schmack et al. [50] sind die be-
schriebenen Ergebnisse so einzuordnen, dass eine Festigkeitssteigerung bei zu-
nehmender Prüfgeschwindigkeit zu erwarten ist, falls das Versagen durch fa-
serparallele Druckbeanspruchung eintritt. Bei Versagen durch Zugspannungen 
auf der Unterseite wurde keine Abhängigkeit von der Prüfgeschwindigkeit be-
obachtet. 
Einfluss schlagartiger Beanspruchung 
Impact stellt bei FVK einen kritischen Belastungszustand dar, da durch diesen 
die (Rest-) Festigkeit deutlich reduziert werden kann. Der Grund hierfür sind 
das spröde Versagensverhalten der Fasern, die im Vergleich geringe Festigkeit 
der Matrix und die ungleichmäßige Spannungsverteilung um den Impactpunkt, 
siehe Abbildung 2.6. 
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Abbildung 2.6: Spannungsverlauf bei Impact, übersetzt nach [51] 
Daher kommt es laut Choi et al. [52] ab einer kritischen Impactenergie zu Dela-
minationen. Der Grund hierfür sind laut Luo et al. [53] die bereits in Ab-
schnitt 2.1.1 beschriebenen Versagensarten Faserbruch und Zwischenfaser-
bruch. Schematisch ist die Entstehung von Delamination und deren Fortschritt 
aufgrund von Zwischenfaserbrüchen in Abbildung 2.7 dargestellt. Faserbrüche 
hingegen treten meist auf der dem Einschlagpunkt entgegengesetzten Lami-
natseite auf. Diese sind wiederum auf die hohen Zugkräfte durch die durch den 
Impact hervorgerufene Biegung zurückzuführen [4, 51]. Äußerlich können 
nach einem Impact, je nach Energie, lokal Verformungen des Laminats beo-
bachtet werden. In Ergänzung kann es zu sichtbarem Versagen der Matrix und 
der Fasern kommen [53]. 
 
Abbildung 2.7: Durch Impact induzierte Schadensausbreitung im FVK-Laminat [4] 
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Caprino [54] konnte eine Reduzierung der Festigkeit eines CFK-Laminats 
nach einem Impact in Zugversuchen nachweisen. Eine Reduzierung der Zug-
festigkeit um bis zu 25 % trat selbst dann ein, wenn keine äußerlichen Schäden 
am Laminat festzustellen waren. Reichten die Aufprallenergien hingegen aus, 
um auch äußerliche Schäden herbeizuführen, wurde eine Reduktion der Zug-
festigkeit um bis zu 50 % beobachtet. 
In Untersuchungen in der ersten Projektphase des SPP1712 wurde der Einfluss 
eines Impacts auf ein in ein CFK-Laminat integriertes Insert und das Laminat 
an sich bereits von Muth et al. [28]* und Pottmeyer et al. [55]* evaluiert. Hier 
wurde die bereits beschriebene Neigung zu Delamination durch die integrier-
ten Lasteinleitungselemente noch weiter verstärkt, was anhand von computer-
tomographischen Aufnahmen nachgewiesen werden konnte. In den Untersu-
chungen wurde ein punktueller Impact mit Energien zwischen 6 J und 16 J 
durchgeführt. Bei einer Impactenergie von 16 J wurde die Restfestigkeit auf ca. 
50 % der quasistatischen Festigkeit ohne Vorschädigung reduziert [28, 55]*. 
2.1.3 Ermüdungsverhalten faserverstärkter 
Kunststoffe 
Das Ermüdungsverhalten beschreibt die Ausbreitung von Schäden in einem 
Werkstoff aufgrund zyklischer mechanischer Belastung, Temperaturwechsel 
oder aufgrund von Strahlung. Charakteristisch ist, dass es bei zyklischer Bean-
spruchung zur Schädigung des Werkstoffes kommen kann, auch wenn die Be-
lastung unterhalb der zur Initiierung von Schäden im quasistatischen Versuch 
nötigen Last stattfindet [56]. Das Schädigungsverhalten von Metallen lässt sich 
maßgeblich mit homogenem und isotropen Mikro- und Makrorisswachstum 
beschreiben. Für FVK ist dies aufgrund des heterogenen anisotropen Schädi-
gungsverhaltens nicht möglich. Neben dem Versagen der beiden Komponen-
ten, Faser und Matrix, spielen auch Effekte wie Delamination, das Ablösen der 
Faser/Matrix Grenzfläche und deren gegenseitige Wechselwirkungen eine ent-
scheidende Rolle [57]. 
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Ermittlung von Wöhlerkurven zur Beschreibung des 
Ermüdungsverhaltens 
Zur Charakterisierung des Ermüdungsverhaltens von FVK, Metallen und auch 
Klebeverbindungen werden Wöhlerkurven durch Einstufenversuche (ESV) 
aufgenommen [37, 58]. Es handelt sich um Dauerschwingversuche mit einer 
konstanten Lastamplitude (𝜎𝑎) bei einer ebenfalls konstanten Mittellast (𝜎𝑚) 
und maximalen Last (𝜎𝑚𝑎𝑥). Die Lastamplitude wird durch Gleichung (2.1) 
definiert. 𝜎𝑜 ist als die Last am oberen Totpunkt der Schwingung, 𝜎𝑢 als die 




⋅ (𝜎𝑜 − 𝜎𝑢) (2.1) 
Die Mittellast ist in Gleichung (2.2) definiert und berechnet sich ebenfalls aus 




⋅ (𝜎𝑜 + 𝜎𝑢) (2.2) 
Das Verhältnis von 𝜎𝑜 zu 𝜎𝑢 definiert das Spannungsverhältnis (R) (vgl. Glei-
chung (2.3)). Per Definition besitzen Druckspannungen ein negatives und Zug-





Bei der Durchführung dieser Versuche dient entweder das Erreichen einer vor-
her definierten Lastspielzahl oberhalb derer kein Versagen mehr zu erwarten 
ist, der Dauerfestigkeitsschwingzahl (ND), oder das Eintreten eines Versa-
genskriteriums als Abbruchkriterium. Die Grenzspannungsamplitude unter-
halb derer kein Versagen, unabhängig von der Lastspielzahl, zu erwarten ist, 
ist als Dauerfestigkeit definiert. Mögliche anwendbare Versagenskriterien sind 
ein Steifigkeitsabfall um einen definierten Wert, die Bildung eines eine be-
stimmte Länge überschreitenden Anrisses, das vollständige Versagen des Prüf-
körpers [59] oder das Erreichen einer vorher definierten Durchbiegung des 
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Prüfkörpers. Die Ergebnisse werden in einem Wöhlerdiagramm dargestellt. 
Diese ergeben sich aus einer doppeltlogarithmischen Auftragung der wirken-
den Lastamplitude über der Bruchlastspielzahl (NB), bei konstantem R und 
ebenfalls konstanter Mittelspannung [59]. 
 
Abbildung 2.8: Im Wöhlerdiagramm werden verschiedene Bereiche unterschieden: die Kurz-
zeitschwingfestigkeit, die Zeitfestigkeit und die Dauerfestigkeit, nach [60]. Die 
Grenzlastspielzahl (NG) definiert die Lastspielzahl ab der ein Versuch als 
Durchläufer gewertet wird. Lastspielzahlen über Dauerfestigkeitsschwingzahl 
(ND) werden der Dauerfestigkeit zugeordnet. 
Abhängig vom Eintreten eines bestimmten Versagenskriteriums erfolgt die 
Einteilung der Ergebnisse in die Kurzzeitschwing-, Zeit- und Dauerfestigkeit, 
wie in Abbildung 2.8 dargestellt. Die materialabhängige ND kann mit 106 bis 
107 Lastspielen angenähert werden [59]. 
Zyklisches mechanisches Verhalten faserverstärkter Kunststoffe 
Für das Verhalten von FVK unter zyklischer Belastung ist neben der Belas-
tungsart und den wirkenden Kräften auch die Geschwindigkeit, mit der die 
Schädigungsprozesse ablaufen, von zentraler Bedeutung [61, 62]. Allgemein 
ist die Resistenz gegenüber Ermüdung bei FVK höher einzuschätzen als bei 
metallischen Werkstoffen [63], wie Abbildung 2.9 schematisch zeigt. 
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Abbildung 2.9: Vergleich der Lebensdauer von FVK und Metallen bei kleinen Schwingspielen 
anhand der auf die Anfangssteifigkeit normierten Steifigkeiten, übersetzt nach 
[64] 
Dennoch führen auch hier Belastungen unterhalb der quasistatischen Festigkeit 
zu Schäden im Laminat, was zu einer allmählichen Degradation der Steifigkeit 
führt und letztendlich für das Versagen verantwortlich ist (vgl. Abbildung 2.9). 
So wird bei faserdominiertem Versagen etwa 80 % der Ausgangsfestigkeit er-
reicht [65]. Im Vergleich zu zyklischen Zugbelastungen führen zyklische 
Druckbelastungen zu einer vergleichsweise größeren Verringerung der Festig-
keit [37]. 
Auftretende Spannungen führen zu Mikroschädigungen im FVK. Bei Belas-
tung in Faserrichtung findet zunächst innerhalb des Bauteils eine Umlagerung 
der Spannungen auf nicht geschädigte Bereiche statt, wodurch die positiven 
Eigenschaften von Fasern unter zyklischer Belastung zum Tragen kommen. 
Wird hingegen quer zur Faserrichtung belastet, dominiert das Verhalten der 
Matrix die Ermüdungseigenschaften. Dies ist der Grund dafür, dass das Ver-
halten der 90°-Lagen innerhalb eines Kreuzlaminats, die zyklischen Eigen-
schaften des Laminats maßgeblich beeinflusst [34, 66]. Von Quaresimin et al. 
[67] wird gezeigt, dass bereits durch geringe zyklische Lasten und bei niedri-
gen Lastspielzahlen erste Schädigungen im Bauteil hervorgerufen werden. 
Dies hat in Verbindung mit der Lastumlagerung im Bauteil zur Folge, dass 
zunächst ein allmählicher Steifigkeitsabfall zu beobachten ist, die Restfestig-
keit aber erst nahe des endgültigen Versagens zurückgeht. Schematisch ist die-




Abbildung 2.10: Schematische Steifigkeitsdegradation eines FVK unter zyklischer Belastung, 
übersetzt nach [66] 
Da das Versagen von FVK unter zyklischer Belastung meist ohne Vorankün-
digung und spröde eintritt, wurde der Begriff „Sudden-Death“ von Chou und 
Croman [68] zur Beschreibung dieses Verhaltens geprägt. 
In Abbildung 2.11 ist das Schädigungsbild von FVK dem metallischer Werk-
stoffe unter zyklischer Belastung schematisch gegenübergestellt. Hier ist ne-
ben der gegenseitigen Wechselwirkung der auftretenden Schädigungsmecha-
nismen auch der Einfluss des Winkels zwischen Last- und Faserrichtung 
gezeigt. Auch die räumliche Verteilung der Mechanismen [62] ist in Abbil-
dung 2.11 zu erkennen. 
 
Abbildung 2.11: Vergleich von Versagen und Schädigungszone unter zyklischer Belastung bei 
Metallen und FVK, übersetzt nach [64] 
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Werden CFK-Laminate zyklischen Biegelasten ausgesetzt, ist eine auftretende 
Schädigungsform die Delamination, welche im Bereich der größten 
Schubspannungen in der Laminatmitte auftritt und sich ausbreitet. Ein Druck-
versagen der Laminatoberseite durch Knicken der Fasern wurde ebenfalls be-
obachtet [69]. 
Das Ermüdungsverhalten bei zyklischer Belastung kann laut Feng et al. [69] in 
drei Stadien unterteilt werden. Zunächst kommt es zu Rissen in der Matrix in 
Schichten, die eine von der Belastungsrichtung abweichende Faserorientierung 
aufweisen. Infolgedessen kommt es zu einem Steifigkeitsabfall, der bereits von 
Hahn [70] und Harris [62] beschrieben wurde. Aufgrund der unterschiedlichen 
thermischen Ausdehnungskoeffizienten von Matrix und Faser (vgl. Ab-
schnitt 2.3.5) kommt es beim Abkühlen zu Mikrorissen in der Matrix, die wie-
derum die Initiierung von Schäden begünstigen [37, 71]. Matrixrisse bilden 
sich bevorzugt an Fehlstellen im Laminat, die in der Fertigung durch Poren, 
Falten oder durch Fehlausrichtungen der Fasern hervorgerufen werden. Im 
letzten Stadium kommt es zu einer allmählichen Reduktion der Steifigkeit. 
Diese resultiert aus sich ausbreitender Delamination infolge der entstandenen 
Matrixrisse. In diesem Stadium findet der Hauptteil der Gesamtlebensdauer 
des Laminates statt. Das Totalversagen tritt infolge eines plötzlichen Steifig-
keits- und Festigkeitsabfalls ein. 
Lebensdauerprognosen für faserverstärkte Kunststoffe 
Eine einfache Beschreibung der Lebensdauer von FVK ist aufgrund der ver-
schiedenen miteinander wechselwirkenden Schädigungsmechanismen, der be-
schriebenen Komplexität des Ermüdungsverhaltens von FVK und der hohen 
Anzahl an möglichen Einflussparametern nur schwer umsetzbar. Die Anwen-
dung von Modellen anderer Werkstoffe ist aufgrund des grundsätzlich anderen 
Schädigungsverhaltens nicht möglich [71]. Bei der zyklischen Belastung von 
FVK kommt es in der Regel zu einem allmählichen Abfall der Steifigkeit im 
Verlauf des Versuchs. Im Gegensatz hierzu erfolgt ein Abfall der Festigkeit 
erst kurz bevor das Totalversagen eintritt. Auf dieser Basis wurden Prognosen 
entwickelt, die den Steifigkeitsabfall im Verlauf der Zeit mathematisch be-
schreiben [71]. Ogin beschreibt in [72] ein Konzept zur Beschreibung des zyk-
lischen Verhaltens von Kreuzlaminaten. Es wurde ein Zusammenhang zwi-
schen der Ausbildung von Matrixrissen und einem eintretenden proportionalen 
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Steifigkeitsabfall beobachtet. Hierdurch konnte ein Modell entwickelt werden, 
das den Steifigkeitsabfall in Abhängigkeit der durchlaufenen Lastspiele und 
des Lastniveaus beschreibt. Der Vergleich zwischen dem so prognostizierten 
Steifigkeitsverlauf und dem in einem Experiment ermittelten Steifigkeitsver-
lauf für ein konstantes Lastniveau sind in Abbildung 2.12 dargestellt. Wird 
eine Grenzsteifigkeit als Versagenskriterium definiert, lässt sich eine Lebens-
dauerprognose mit diesem Modell erstellen. 
 
Abbildung 2.12: Steifigkeitsvorhersage und zugehöriges Experiment, nach Ogin [72] 
Nach dem Fatigue-Modulus-Konzept, das ebenfalls die Steifigkeitsdegrada-
tion heranzieht, wird die Schädigung zu einem bestimmten Zeitpunkt über die 
Zunahme der Dehnung im Vergleich zum Ausgangszustand beschrieben. Das 
Versagen eines Prüfkörpers wird in diesem Fall so definiert, dass der Reststei-
figkeitsmodul einen vorher festgelegten Schwellwert, den Ermüdungsmodul, 
erreicht [37]. 
2.1.4 Einfluss thermischer Belastungen auf 
faserverstärkte Kunststoffe 
Der Einfluss thermischer Lasten auf FVK bezieht sich aufgrund der deutlich 
höheren Empfindlichkeit der Matrix gegenüber Temperaturschwankungen pri-
mär auf deren Verhalten. Das Verhalten der Fasern wird daher größtenteils 
vernachlässigt [4]. 
Eine Erhöhung der Temperatur führt im Allgemeinen bei Polymeren zu einer 
Verringerung der Steifigkeiten, was wiederum die Stützwirkung der Matrix auf 
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die Fasern verringert und die Eigenschaften unter Druckspannungen beein-
flusst. Die Reduzierung der Matrixsteifigkeit führt zu Spannungsumlagerun-
gen von der Matrix in die Fasern. Dies kann sich laut Schürmann [4] dennoch 
günstig für die Gesamtstruktur auswirken. Ebenfalls können Spannungsspitzen 
durch Relaxationsprozesse abgebaut und thermisch induzierte Eigenspannun-
gen, die bei der Fertigung entstanden sind, reduziert werden. Im Fall der Re-
duzierung der Temperatur wird eine Zunahme der Steifigkeit beobachtet. Die 
Temperaturreduzierung führt auch zu einer Verlangsamung von Relaxations- 
und Kriechprozessen [4, 73, 74]. 
Die Grenze der Einsetzbarkeit ist bei duromeren Polymeren durch den Glas-
übergangsbereich definiert. Die mittlere Temperatur dieses Bereichs wird als 
Glasübergangstemperatur (Tg) bezeichnet. Oberhalb von Tg ist die thermische 
Energie im System so groß, dass es ohne den Einfluss äußerer Kräfte zur Um-
lagerung von Molekülen und ganzen Kettensegmenten kommen kann. Dies 
kann bei duromeren Systemen zur Nachvernetzung führen. 
Thermisch induzierte Eigenspannungen in faserverstärkten 
Kunststoffen 
Die Auswirkungen auftretender Temperaturschwankungen innerhalb des Le-
benszyklus des FVK sind im Allgemeinen deutlich größer als die der absoluten 
Temperatur. Die sich stark voneinander unterscheidenden thermischen Aus-
dehnungskoeffizienten der eingesetzten Matrix und der Fasern spielen eine 
große Rolle. Es kann zur Behinderung der jeweiligen Verformungen kommen, 
was wiederum die Ausbildung thermisch induzierter Eigenspannungen zur 
Folge hat [4]. 
Die Höhe der thermisch induzierten Eigenspannungen hängt dabei nicht nur 
von der Differenz der thermischen Ausdehnungskoeffizienten ab, sondern 
auch von den Steifigkeiten der in Wechselwirkung stehenden Werkstoffe. 
Ebenso spielt auch die Differenz der spannungsfreien Temperatur und der herr-
schenden Temperatur eine Rolle. Die spannungsfreie Temperatur kann bei 
Epoxid-Matrixsystemen mit der Aushärtetemperatur angenähert werden 
[13, 75]. Für FVK spielt in diesem Zusammenhang die Faserorientierung zu-
sätzlich eine Rolle, da beispielsweise Kohlenstofffasern in Faserlängsrichtung 
einen negativen thermischen Ausdehnungskoeffizienten aufweisen. Dies führt 
dazu, dass sich in Laminaten mit unterschiedlicher Faserorientierung neben 
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thermisch induzierten mikromechanischen Eigenspannungen innerhalb einer 
Schicht auch makromechanische Eigenspannungen zwischen den Laminat-
schichten ausbilden [4]. 
Eigenspannungsabbau im Zeitverlauf 
Durch die bereits erwähnten Relaxationsprozesse aufgrund der viskoelasti-
schen Eigenschaften von Polymeren, kann es über den Zeitraum von mehreren 
Wochen [4] zum Abbau von Spannungsspitzen kommen, was wiederum einen 
positiven Einfluss auf die Verbundfestigkeiten haben kann [58, 76]. Der zweite 
mögliche Prozess zum Abbau von Eigenspannungen ist eine Schädigungsini-
tiierung durch Mikrorisse. In beiden Fällen können sich nach Schürmann [4] 
die Eigenschaften des Laminats zwischen Einsatzzeitpunkt und Herstellung 
stark verändern. 
Einfluss thermischer Zyklierung 
Von Mahdavi et al. [77] wurden die Auswirkungen thermischer Zyklierung 
zwischen -196 °C und +140 °C auf die Eigenschaften von CFK-Laminaten mit 
Epoxidharzmatrix untersucht. Es treten zwei konkurrierende Prozesse auf: Die 
bereits beschriebene Nachvernetzung sowie die Ausbildung von Mikrorissen 
aufgrund der thermisch induzierten Eigenspannungen [77]. Aus der Reduzie-
rung der interlaminaren Scherfestigkeit um ca. 10 % nach thermischer Zyklie-
rung schließen Mahdavi et al., dass die entstehenden Mikrorisse im Vergleich 
zur Nachvernetzung einen größeren Einfluss haben [77]. Eine ähnlich große 
Reduktion der Zugfestigkeit, ca. 6 % nach thermischer Zyklierung an Glasfa-
ser/Epoxid Laminaten, wurde von Ghasemi und Moradi [78] nachgewiesen. 
2.1.5 Korrosive Degradation faserverstärkter 
Kunststoffe 
Neben dem Einfluss der Temperatur auf die mechanischen Eigenschaften von 
FVK ist auch der Einfluss korrosiver Medien von Bedeutung, da FVK nicht 
diffusionsdicht gegenüber Medien sind. Es ist anzumerken, dass speziell die 
Feuchteaufnahme von Kohlenstofffasern vernachlässigbar gering ist und die 
Empfindlichkeit der Matrix auf Feuchte eine übergeordnete Rolle spielt [4]. 
2.2 Metallische Werkstoffe 
23 
Im Folgenden wird der Einfluss von Wasserdampf beziehungsweise Salzwas-
sernebel beleuchtet, da dieser Einfluss auch Gegenstand der experimentellen 
Untersuchungen der vorliegenden Arbeit ist. Grundsätzlich existieren zwei Ar-
ten der Wassereinlagerung in die polymere Matrix. Entweder lagern sich Was-
sermoleküle zwischen den Ketten ein und vergrößern dadurch den Abstand der 
Ketten zueinander, als Quellen bezeichnet. Oder die Wassermoleküle konden-
sieren in Mikroporen aus [79]. Diese Mikroporen entstehen meist an der 
Grenzfläche von Faser und Matrix. Salzhaltige Umgebungen spielen bei der 
Kombination von FVK mit Metallen eine Rolle und werden daher in Ab-
schnitt 2.3.6 beschrieben [80]. 
Die zwischen den Ketten eingelagerten Wassermoleküle wirken bis zu einem 
gewissen Grad wie ein Weichmacher, was eine Reduzierung der Steifigkeit 
und einen Anstieg der Schlagzähigkeit nach sich zieht. Große Querzugeigen-
spannungen an den Oberflächen entstehen bei Laminaten, die zunächst homo-
gen gequollen sind, deren Oberflächen dann jedoch schneller trocknen als der 
weiterhin gequollene Kern. Gerade diese Querzugeigenspannungen können 
insbesondere bei Biegebelastungen zu einer Reduzierung der mechanischen 
Kennwerte führen [4, 79, 80]. 
Der Einfluss von Feuchtigkeit auf CFK-Laminate konnte durch Untersuchun-
gen von Zhang et al. [81] nachgewiesen werden. Die untersuchten Laminate 
hatten nach sieben Tagen ca. 1 % an Feuchtigkeit aufgenommen. Diese Auf-
nahme führte im Anschluss zu einer Reduktion der Biegefestigkeit um 7 %. 
2.2 Metallische Werkstoffe 
Die zweite Hauptkomponente der in dieser Arbeit untersuchten Strukturen bil-
det ein metallisches Profil. Daher wird in den folgenden Abschnitten zunächst 
auf die grundsätzlichen mechanischen Eigenschaften der Metalle eingegangen. 
In den darauffolgenden Abschnitten wird das Verhalten bei dynamischer und 
zyklischer Last erläutert. Da keine signifikanten Materialveränderungen des 
hier zum Einsatz gekommenen nichtrostenden austenitischen Chrom-Nickel-
stahls (ANSI 1.4301) zu erwarten sind, wird nicht auf thermische und korrosive 
Eigenschaften des verwendeten metallischen Werkstoffes eingegangen [82]. 
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2.2.1 Grundlegendes mechanisches Verhalten 
metallischer Werkstoffe 
Metalle verhalten sich im Gegensatz zu FVK in der Regel quasi-isotrop. Der 
Grund hierfür ist im vielkristallinen Aufbau der metallischen Werkstoffe und 
bei nicht vorhandener Textur, in deren regellosen Körnerorientierung zu fin-
den. Im Vergleich zu FVK ist das Verformungsvermögen der meisten Metalle 
hoch. Die Möglichkeit plastischer Deformation kann zu einem Abbau von 
Spannungsspitzen führen. Im Crashfall können durch die plastische Deforma-
tion des Metalls große Energien absorbiert werden [83–85]. 
Zunächst kommt es beim Aufbringen einer äußeren Last zur Verschiebung der 
Atome aus ihrer Gleichgewichtslage im Werkstoff und einer daraus resultie-
renden reversiblen elastischen Verformung. Der Grad der elastischen Verfor-
mung bei gegebener äußerer Last wird durch den E-Modul bestimmt. Wird die 
anliegende Kraft weiter erhöht, kommt es nach dem Erreichen der Fließgrenze 
durch Versetzungsgleiten zur irreversiblen plastischen Verformung des Werk-
stoffs. Nimmt diese plastische Verformung weiter zu, verfestigen Metalle ge-
wöhnlich, was zu einer Erhöhung der Fließspannung führt. Steigert man die 
Beanspruchung weiter, kommt es bei großen plastischen Verformungen zum 
Bruch [83, 86]. 
2.2.2 Dynamisches Verhalten metallischer Werkstoffe 
Wird die Verformungsgeschwindigkeit ausgehend von quasistatischen Versu-
chen gesteigert, beobachtet man bei Metallen eine Abnahme der Bruchdeh-
nung bei gleichzeitiger Zunahme der Festigkeit und Fließgrenze aber konstan-
tem E-Modul. Dieses Verhalten wird dadurch erklärt, dass mit zunehmender 
Verformungsgeschwindigkeit mehr zeitabhängige Verformungsanteile, wie 
beispielsweise das Versetzungsgleiten, unterdrückt werden [83, 87]. 
Bei einer Verzehnfachung der Verformungsgeschwindigkeit unter einachsiger 
Normalbeanspruchung bei 20 °C, kann von einem Anstieg der Fließgrenze des 
in der vorliegenden Arbeit untersuchten Stahls von ca. 8 % ausgegangen wer-
den [88, 89]. 
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2.2.3 Ermüdungsverhalten metallischer Werkstoffe 
Bei zyklischer Belastung von Metallen kommt es auch bei Belastungen deut-
lich unter der quasistatischen Zugfestigkeit zu zyklischen, plastischen Deh-
nungsanteilen und Gefügeveränderungen. Im weiteren Verlauf der Belastung 
kommt es zu mikroskopischen Anrissen, die von Kerben oder Fehlstellen aus-
gehen. Diese Anrisse erreichen bei fortwährender Belastung makroskopische 
Abmessungen. Es folgt die Phase des stabilen Risswachstums. Wird die Zug-
festigkeit des Restquerschnitts erreicht, kommt es zu instabilem Risswachstum 
und zum Versagen [59]. 
Die Beschreibung der Lebensdauer metallischer Werkstoffe erfolgt in einstu-
figen Versuchen in Verbindung mit der jeweiligen erreichten Bruchlastspiel-
zahl und basiert beispielweise auf einem Modell nach Morrow [90]. Hierfür 
wird ein empirisch ermittelter Zusammenhang zwischen der zyklischen Span-
nungs-Dehnungskurve (ZSD) aus einem Mehrstufenversuch, oder auch Last-
steigerungsversuch (LSV) und dem Verlauf der sich aus ESV ergebenden 
Wöhlerlinie (vgl. Abschnitt 2.1.3) hergestellt. Bei einem LSV wirkt zunächst 
eine vorgegebene Lastamplitude auf die Prüfkörper, die nach dem Erreichen 
der Sättigung der Dehnungsamplitude schrittweise erhöht wird, bis das Prüf-
körperversagen eintritt. Der Verlauf wird nach Basquin [91] im Zeitfestigkeits-
bereich durch Gleichung (2.4) beschrieben. 
𝜎𝑎 = 𝜎𝑏 ⋅ (𝑁𝐵)
𝑏 (2.4) 
𝜎𝑏 stellt den Ermüdungsfestigkeitskoeffizienten, 𝑏 den Ermüdungsfestigkeits-
exponenten und 𝑁𝐵 die Bruchlastspielzahl dar. Nachdem in den LSV die Sät-
tigung erreicht wird, bleibt die Dehnungsamplitude zunächst konstant und die 
Spannungs-Dehnungs-Hysteresekurven schließen sich. Trägt man diese 
Sättigungsdehnungsamplituden doppeltlogarithmisch gegen die Spannungs-
amplituden auf ergibt sich die ZSD. Eine mathematische Beschreibung der 
ZSD ist durch Gleichung (2.5) gegeben. 





εp,a stellt die plastische Dehnungsamplitude dar. Die Steigung in dem Bereich, 
in dem εp,a das Verformungsverhalten dominiert, beschreibt den Ermüdungs-
verfestigungsexponent 𝑛′, wohingegen 𝑘′ einen anpassbaren Kurvenparameter 
darstellt [59, 90]. 
Abbildung 2.13 zeigt den schematischen Verlauf einer ZSD, links in linearer 
Form und rechts in doppeltlogarithmischer Form mit der Steigung 𝑛′ [92]. 
  
Abbildung 2.13: Darstellung einer ZSD in linearer (links) sowie doppeltlogarithmischer 
(rechts), Auftragung nach [92] 
Morrow [90] liefert mit Gleichung (2.6) einen empirischen Zusammenhang 
zwischen b aus Gleichung (2.4) und 𝑛′ aus Gleichung (2.5). Wobei sich nach 
Radaj [59] für metallische Werkstoffe Werte zwischen -0,05 und -0,12 für b 
ergeben. Nähert man wie Bürgel et al. [93] 𝜎𝑏 mit der quasistatischen Bruch-
spannung an, kann aus den in Gleichung (2.4) bis (2.6) beschriebenen Bezie-





Neben der Spannungsamplitude spielen ebenfalls auftretende Mittelspannun-
gen eine große Rolle bei der erreichbaren Bruchlastspielzahl. Im Vergleich zu 
mittelspannungsfreien Beanspruchungen gilt für Metalle, im Gegensatz zu 
FVK, dass sich Zugmittelspannungen negativ und Druckmittelspannungen po-
sitiv auf die Lebensdauer auswirken. Dieser Effekt ist laut Radaj [59] auf wir-
kende Rissschließungsmechanismen unter Druckbeanspruchung zurückzufüh-
ren. Landgraf [94] liefert mit der in Gleichung (2.7) gezeigten Modifizierung 
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der Basquin-Gleichung eine Möglichkeit zur Berücksichtigung des Mit-
telspannungseinflusses. 
𝜎𝑎 = (𝜎𝑏 − 𝜎𝑚) ⋅ (𝑁𝐵)
𝑏 (2.7) 
Neben den Grundgleichungen nach Basquin und Morrow bezieht die von 
Starke und Eifler entwickelte Phybal-Methode [95–97] auch physikalische 
Messgrößen wie elektrische Widerstände und Wärmemessungen am Prüfkör-
per mit ein. Es wird ein linearer Zusammenhang zwischen der plastischen Deh-
nungsamplitude und den beschriebenen physikalischen Größen angenommen. 
Dieser Zusammenhang ist auf die unter andauernder schwingender Belastung 
auftretenden mikrostrukturellen ermüdungsbedingten Veränderungen zurück-
zuführen. Wird während eines Laststeigerungsversuchs die Temperatur des 
Prüfkörpers betrachtet, so wird über die Laststufe, ab der es zu einer ersten 
messbaren Temperaturerhöhung kommt, bei der Phybal-Methode die Dauer-
festigkeit (𝜎𝑎,𝐿𝐼𝑇) abgeschätzt. Durch ergänzende Einstufenversuche kann 𝜎𝑏 
nach Auflösen von Gleichung (2.4) bestimmt und eine modifizierte ZSD er-
mittelt werden. In Abbildung 2.14 ist ein schematischer Verlauf eines Laststei-
gerungsversuchs und der ergänzenden physikalischen Messgrößen gezeigt. In 
diesem Zusammenhang stellt 𝜎𝑓,𝐿𝐼𝑇 die Bruchlaststufe dar [95, 97]. 
 
Abbildung 2.14: Schematischer Zusammenhang zwischen wirkenden Spannungen sowie physi-




Neben den spezifischen Eigenschaften der beiden eingesetzten Komponenten, 
FVK und Metall, spielen auch die Eigenschaften und Randbedingungen, die 
sich aus deren Verbindung ergeben, eine große Rolle. Zunächst werden daher 
die verschiedenen Hybridisierungskonzepte erläutert, bevor auf das sich hie-
raus ergebende mechanische Verhalten der Verbindung eingegangen wird. 
2.3.1 Hybridisierungskonzepte 
Werden innerhalb eines Gesamtsystems oder auch auf der Bauteilebene sich 
grundlegend unterscheidende Werkstoffe miteinander kombiniert, spricht man 
im Kontext des MMD von der Hybridbauweise. Das Ziel dieser Bauweise ist 
es, jedes Material gemäß seiner werkstoffspezifischen Eigenschaften dort ein-
zusetzen, wo eben diese auch aus wirtschaftlichen und technologischen Ge-
sichtspunkten bestmöglich ausgenutzt werden können [10]. 
Dröder et al. [98] beschreiben dies für FVK/Metall-Hybridbauteile. Die metal-
lische Komponente kommt dort zum Einsatz, wo aufgrund der duktilen Eigen-
schaften des Metalls, beispielweise durch einen Impact, auftretende Energien 
besser absorbiert werden können und für FVK kritische Belastungen senkrecht 
zur Faserrichtung vermieden oder reduziert werden können. FVK werden 
durch hohe, parallel zur Faserrichtung aufnehmbare Kräfte ausgezeichnet. 
Durch einen Einsatz von FVK auf der auf Zug belasteten Seite eines Hybrid-
bauteils kann dessen Biegefestigkeit und Steifigkeit im Vergleich zu einer rein 
metallischen Struktur gesteigert werden. Gleichzeitig kann aufgrund der bes-
seren gewichtsspezifischen Eigenschaften auch dessen Gewicht reduziert wer-
den. 
Nach Nestler [99] und Hummelberger et al. [100] kann zwischen der extrinsi-
schen und intrinsischen Hybridisierung unterschieden werden, wie es in Ab-
bildung 2.15 zu sehen ist. Neben der Unterscheidung zwischen der Hybridisie-
rungsart wird ebenfalls danach unterschieden, auf welcher Ebene diese 
stattfindet. Nestler unterscheidet zwischen der Scheiben-/Plattenebene, der 
Strukturebene und der Bauteilebene [99]. 
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In dieser Arbeit werden auf der Bauteilebene intrinsisch hybridisierte Lastträ-
ger untersucht, die aus einem metallischen Hutprofil und einem kohlenstofffa-
serverstärkten Kunststoff bestehen. Zusätzlich ergibt sich durch den eingesetz-
ten Schaumstoffkern zwischen den beiden Komponenten eine sandwichartige 
Struktur. Durch den Kern wird zum einen eine Stützwirkung für die Deck-
schichten, FVK und Metall erreicht, zum anderen nimmt dieser auch Quer-
schubkräfte auf [85]. Sandwichbauteile zeichnen sich daher neben hohen Bie-
gefestigkeiten ebenfalls auch durch deren Biegesteifigkeit aus. In den 
folgenden Abschnitten werden die beiden Hybridisierungsarten weiter vonei-
nander abgegrenzt. 
 
Abbildung 2.15: Gegenüberstellung von intrinsischer und extrinsischer Hybridisierung auf der 
Bauteilebene [15] 
Extrinsische Hybridisierung 
Von einer extrinsischen Hybridisierung wird gesprochen, wenn diese erst 
durch einen der Fertigung der Einzelkomponenten nachgeschalteten Fügepro-
zess zustande kommt. Es kommen Fügemethoden wie Schraub- oder Nietver-
bindungen genauso in Frage wie thermische Fügeverfahren sowie das Ver-
schweißen oder Kleben durch Aufschmelzen und Erstarren des Kunststoffs. 
Letztere Methoden sind aufgrund des in dieser Arbeit verwendeten duromeren 
Matrixsystems ohne die Verwendung einer thermoplastischen Zwischen-
schicht als Fügeelement nicht anwendbar [76]. Bei Verwendung von Schraub- 
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oder Nietverbindungen müssen zur Einbringung der Verbindungselemente 
Bohrungen im FVK eingebracht werden. FVK, insbesondere kontinuierlich 
verstärkte Kunststoffe weisen geringere Lochleibungsfestigkeiten auf. Daher 
wird die Verbindungsfestigkeit herabgesetzt und folglich das Leichtbaupoten-
tial nicht voll ausgeschöpft [13]. Für die in dieser Arbeit zur Anwendung kom-
menden Komponenten bleiben daher nur kalte mechanische Verbindungstech-
nologien oder das Kleben als stoffschlüssiges Fügeverfahren [101]. Das 
Kleben kommt bei FVK insbesondere aus wirtschaftlichen und den beschrie-
benen technologischen Gründen zum Einsatz [102]. Anwendung findet es auch 
in dieser Arbeit, da eine mechanische und thermische Schädigung des Bauteils 
so vermieden werden kann. 
Die Verbindung kommt beim Kleben durch eine Anhaftung des Klebstoffs an 
den Werkstoffoberflächen durch Adhäsion zustande, wohingegen die Festig-
keit des Klebstoffs durch Kohäsion bestimmt wird [101]. Je nach verwendetem 
Kleber kann eine Verbindung zwischen ungleichartigen und gleichartigen 
Werkstoffen hergestellt werden [58]. Eine möglichst optimale Ausnutzung der 
Werkstoffeigenschaften wird beim Kleben auch durch die (groß-)flächige 
Krafteinleitung ermöglicht [101, 103]. Wie stark der Klebstoff an den Füge-
partnern anhaftet, hängt stark von deren Benetzbarkeit und der Vorbehandlung 
ab. Unter Vorbehandlung wird zunächst das Reinigen der Oberflächen und im 
Anschluss eine mechanische Aufrauhung und der mögliche Auftrag eines 
Haftvermittlers verstanden [76, 101, 104]. Die sich nach einer mechanischen 
Aufrauhung der Fügeteiloberfläche ergebende Verbindung ist in Abbil-
dung 2.16 dargestellt. Unebenheiten und Hinterschneidungen füllen sich mit 
Klebstoff, wodurch stärkere Haftkräfte erreicht werden. 
 
Abbildung 2.16: Formschlüssige Verbindung durch mechanische Adhäsion [58] 
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Die Anwendbarkeit von Klebstoffen wird vor allem dort eingeschränkt, wo 
eine Lösbarkeit der Verbindung unerlässlich ist. Des Weiteren treten bei Kleb-
stoffen in der Regel Alterungseffekte unter Umwelteinflüssen auf. Ebenso be-
sitzen sie eine Kriechneigung unter Langzeitbeanspruchung [58, 103]. 
Intrinsische Hybridisierung 
Im Gegensatz zur extrinsischen Hybridisierung erfolgt bei der intrinsischen 
Hybridisierung das Fügen der Komponenten bereits während der Konsolidie-
rung des FVK und nicht in einem nachgeschalteten Fertigungsschritt. Hier-
durch können zusätzlich notwendige Fügeschritte sowie die Schwächung der 
Struktur vermieden und das Lasteinleitungsvermögen optimiert werden [105]. 
Zudem ist zwischen der intrinsisch-integralen Bauweise und der intrinsisch-
differentiellen Bauweise zu unterscheiden. Bei der intrinsisch-integralen Bau-
weise wird die beispielweise metallische Komponente (teilweise) in den FVK 
integriert. In Abgrenzung hierzu erfolgt bei der intrinsisch-differentiellen Bau-
weise das Fügen zwar durch die Konsolidierung des FVK, die zusätzliche 
Komponente wird aber rein adhäsiv ohne zusätzlichen Formschluss mit dem 
FVK verbunden [106]. 
Der in dieser Arbeit zu untersuchende, neuartige Ansatz stellt ein neues Kon-
zept zur Realisierung der Hybridisierung dar. Die in der Vergangenheit reali-
sierten Konzepte sind zwei Hauptgruppen zuzuordnen, der lokalen Hybridisie-
rung und den Faser-Metall-Laminaten (FML). Bei der lokalen Hybridisierung 
wird lokal ein metallischer Einleger in den FVK eingebracht bzw. mit dem 
FVK verbunden und bei FML eine großflächige Verbindung zwischen FVK 
und Metall hergestellt. Der in dieser Arbeit untersuchte Ansatz ist der ersten 
Gruppe zuzuordnen, weist aber auch Eigenschaften von FML auf. 
Bei Faser-Metall-Laminaten erfolgt der schichtweise Aufbau abwechselnd aus 
Metallblechen und FVK. Hierdurch können die vorteilhaften Eigenschaften 
der Metalle, wie deren Duktilität und die bessere Lastverteilung, und der FVK, 
wie deren hohe spezifische Steifigkeiten und gute Ermüdungseigenschaften, 
kombiniert werden. So wird beispielweise die Lebensdauer unter Ermüdungs-
belastung gesteigert, da im Metall initiierte Risse von den FVK-Lagen gestoppt 
und überbrückt werden können. Die Duktilität des Metalls wiederum erhöht 
die Schadenstoleranz des gesamten Aufbaus [107, 108]. 
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Kommerziell am weitesten verbreitet ist GLARE, eine Kombination aus glas-
faserverstärktem Kunststoff und Aluminium. Werden jedoch CFK-Schichten 
in Verbindung mit Metallen eingesetzt, kann zwar ein höheres Leichtbaupo-
tenzial erreicht werden, es treten aber auch Probleme in Form von thermisch 
induzierten Eigenspannungen und galvanischer Korrosion auf. Daher wird 
diese Kombination trotz einiger Forschungsarbeiten bisher nur selten einge-
setzt [75, 109]. 
Beim Konzept der lokalen Hybridisierung dienen metallische Einleger entwe-
der als Lasteinleitungselement oder zur lokalen Verstärkung, wenn zur Her-
stellung einer Verbindung beispielweise eine Bohrung unerlässlich ist 
[110, 111]. Lokal eingebrachte Lasteinleitungselemente, die vor der Konsoli-
dierung in den FVK eingebracht werden, sogenannte Inserts, wurden bereits 
von Pottmeyer [21] und Muth et al. [28]* in der ersten Phase des SPP1712 TP3 
eingehend untersucht. Hier wurde eine Schraubverbindung durch Inserts reali-
siert, deren Einbringung lokal zu einer Ondulation der Fasern führt, ohne diese 
zu durchtrennen. 
Voruntersuchungen im Rahmen des SPP1712 Teilprojektes 3 
Während der zweiten Projektphase des SPP1712 TP3 (Abbildung 1.1) erfolgte 
zunächst die Entwicklung und Untersuchung von grundlegenden Konzepten 
zur intrinsischen Fügung eines CFK-Laminates und eines metallischen Hut-
profiles zu einer lasttragenden Hybridstruktur. Als Referenz diente eine Vari-
ante bei der die Verbindung von Laminat und Hutprofil extrinsisch über eine 
nach der Fertigung der Einzelkomponenten realisierte Klebung hergestellt 
wird [112, 113]*. 
Zunächst erfolgte die Entwicklung eines differentiellen Ansatzes, der die 
intrinsische und extrinsische Hybridisierung kombiniert. Bei diesem Ansatz 
werden metallische Lasteinleitungselemente, sogenannte Inserts, lokal in das 
Laminat eingebracht. In einem nachgeschalteten Fügeschritt erfolgt dann die 
Verbindung einer größeren metallischen Komponente. Im Fall der in TP3 er-
arbeiteten Lösung (vgl. Abbildung 2.17) erfolgt zunächst die Integration von 
Inserts (vgl. Abbildung 2.4) in das Laminat und ein metallisches Hutprofil wird 
über die so hergestellten Verschraubungspunkte mit dem Laminat verbunden. 
Die Inserts werden in das Laminat integriert, indem die Schäfte der Inserts mit 
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Hilfe einer eingeschraubten Spitze vor der Infiltration durch die oberen Halb-
zeuglagen gestochen werden. Durch dieses Vorgehen werden die Fasern ledig-
lich um die Insertschäfte herumgeführt, ohne diese durchtrennen zu müssen.  
 
Abbildung 2.17: Beispiel eines Bauteils aus [112, 113]* mit Lasteinleitung über Inserts 
Die Lasteinleitung in die Gesamtstruktur erfolgt bei Drei-Punkt-Biegung über 
die Druckfinne zunächst in das Stahl-Hutprofil. Die mechanischen Eigenschaf-
ten der Hybridträgervariante mit Inserts wurde von Muth et al. [112, 113]* mit 
denen der geklebten Variante hinsichtlich des Einflusses der Verformungsge-
schwindigkeit und einer mechanischen Vorschädigung durch Impact vergli-
chen. Bei der Ermittlung der quasistatischen Eigenschaften konnte gezeigt 
werden, dass die geklebte Variante um ca. 20 % höhere Festigkeiten aufweist, 
was mit der direkten Krafteinleitung begründet wurde. 
Betrachtet man den Einfluss einer mechanischen Vorschädigung durch Impact 
wird deutlich, dass hier der Vorteil in der Integration der Lasteinleitung liegt. 
Es konnte gezeigt werden, dass bei der geklebten Variante bereits ab einer Im-
pactenergie von 16 J ein deutlicher Verlust der mechanischen Eigenschaften 
von ca. 40 % vorliegt, die auf das (einseitige) Versagen der Klebung zurück-
zuführen ist. Die Hybridträgervariante mit Inserts zeigte hingegen selbst bei 
Vorschädigung mit einer Impactenergie von 40 J nur einen Verlust von ca. 
10 % bezogen auf die quasistatischen Festigkeiten ohne Vorschädigung. Es 
wird deutlich, dass eine Integration der Lasteinleitung in Form von Inserts ei-
nen großen Vorteil bei der Schadenstoleranz gegenüber Impact mit sich bringt. 
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Der Nachteil der Hybridträgervariante mit Inserts besteht in ihrem ca. 60 % 
höheren Gewicht. Werden diese Ergebnisse daher auf das Gewicht der geprüf-
ten Hybridträger bezogen, wird der Vorteil, der sich aus der Integration ergibt, 
durch das deutlich niedrigere Gewicht der geklebten Variante überkompen-
siert. Die Schlussfolgerung hieraus ist, dass eine direkte Integration des Hut-
profils in das Laminat die Vorteile beider Varianten vereint. 
Die direkte Integration der metallischen Komponente in das Laminat wurde 
von Phan [114] und Friedrich [115] untersucht. Es wurden zwei Varianten be-
trachtet, bei denen die Laschen des Hutprofils vollflächig in das Laminat inte-
griert wurden. Das kann nur erreicht werden, wenn die 90°-Lagen der oberen 
Biax-Halbzeuglagen entlang des Hutprofils aufgetrennt werden. 
Die von Phan [114] untersuchte Variante ohne einen nach der Konsolidierung 
im Bauteil verbleibenden Kern ist in Abbildung 2.18 a) zu sehen. Die mit die-
ser Struktur erreichbaren quasistatischen Festigkeiten lagen im Bereich der In-
sertvariante aus [112]*. Die gewichtsspezifischen Festigkeiten lagen zwar auf-
grund des deutlich niedrigeren Gewichts ca. 50 % höher, dennoch konnten 




Abbildung 2.18: Integraler Ansatz ohne integrierten Schaumkern, a) nach der Konsolidierung, 
b) direkt nach Beendigung der mechanischen Prüfung [114] 
Der Grund hierfür ist im Verhalten während der mechanischen Prüfung in Ab-
bildung 2.18 b) zu erkennen. Das Hutprofil wird während des Versuchs einsei-
tig so stark deformiert, dass sich die in das Laminat integrierten Laschen auf-
stellen und eine großflächige Delamination hervorrufen. In der zweiten, durch 
Friedrich [115] untersuchten Struktur, kam ein Schaumstoffkern zum Einsatz, 
der auch nach der Konsolidierung in der Struktur verbleibt (vgl. Abbil-
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dung 2.19 a)). Hierdurch konnte die einseitige Deformation des Hutprofils ver-
hindert (vgl. Abbildung 2.19 b)) und die Festigkeiten über die der geklebten 
Variante, ohne Schaumkern, gesteigert werden. 
 
 
Abbildung 2.19: Integraler Ansatz mit integriertem Schaumkern, a) nach der Konsolidierung, 
b) nach Beendigung der mechanischen Prüfung [115] 
2.3.2 Grundlegendes mechanisches Verhalten von 
FVK/Metall-Hybridbauteilen 
Neben dem mechanischen Verhalten der Grundkomponenten FVK und Metall 
ist ebenso das mechanische Verhalten der Fügeverbindung wichtig, da sich die 
Eigenschaften der entstehenden Bauteile auch aus deren Eigenschaften ablei-
ten. Im folgenden Abschnitt wird auf die mechanischen Eigenschaften der Kle-
beverbindung eingegangen. Neben der Klebeverbindung wird auch in einzel-
nen Abschnitten auf die intrinsische Hybridisierung oder den FVK/Metall-
Hybrid als Ganzes Bezug genommen. 
Mechanisches Verhalten einer Klebeverbindung 
Das Versagen von Klebeverbindungen erfolgt entweder durch Kohäsions- oder 
Adhäsionsbruch. Es können neben den reinen Formen aber auch Mischformen 
vorkommen. Nach Habenicht [58] ergeben sich die in Abbildung 2.20 zusam-




Abbildung 2.20: Brucharten von Klebeverbindungen aus [58] nach [116] 
Idealisiert wird von adhäsivem Versagen ausgegangen, wenn auf dem ehemals 
gefügten Teil keine Klebstoffreste oder am Klebstoff keine Fügeteilreste nach-
weisbar sind. Im realen Fall sind allerdings immer Reste der Klebstoffpoly-
mere auf der Oberfläche der Fügeteile nachweisbar. Der ideale Kohäsions-
bruch tritt dann ein, wenn das Versagen durch einen Riss innerhalb der 
Klebeschicht eintritt. Der Kohäsionsbruch ist damit rein von den inneren Kräf-
ten des Klebstoffs abhängig und tritt bei dem, in dieser Arbeit zur Anwendung 
kommenden, duromeren Klebstoffsystem meist als Sprödbruch auf. Generell 
weisen duromere Klebstoffsysteme auf Epoxidbasis ein gutes Adhäsionsver-
mögen gegenüber vielen zu fügenden Werkstoffen auf [58]. 
Durch die Klebung wird das Verformungsverhalten der Fügepartner im Be-
reich der Klebung eingeschränkt. Weisen die Fügepartner zusätzlich noch ein 
unterschiedliches Verformungsverhalten unter äußerer Last auf, führt dies zu 
inhomogenen und unsymmetrischen Spannungszuständen. Unter der Einwir-
kung von äußeren Lasten treten vermehrt Spannungsspitzen an den Enden der 
Klebeverbindung auf. Ausgelöst werden diese durch Normal- und Schubspan-
nungen und begrenzen damit die Gesamtfestigkeit der Verbindung. Wird das 
elastische und plastische Verformungsvermögen des Klebstoffs überschritten, 
kommt es zum Versagen. Besonders kritisch sind dabei an den Enden der Kle-
bung auftretende Zugspannungen, so genannte Schälspannungen, senkrecht 
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zur Klebefläche, da diese eine vergrößerte Ausprägung der Spannungsspitzen 
an den Enden der Klebung zur Folge haben [58]. 
Das Verhalten von Stahlträgern mit auf der Zugseite aufgeklebten CFK-Platten 
unter Biegung wurde von Deng und Lee [117] untersucht. Das Versagen der 
Klebung wurde an den Rändern initiiert und auf die bereits beschriebenen 
Spannungsspitzen an den Enden der Klebung zurückgeführt. Die sich im An-
schluss ausbreitende Ablösung führt zunächst auch in den Versuchsdaten zu 
wiederkehrenden Lastabfällen. Nähert sich die Ablösefront der Mitte der CFK-
Platte, werden zusätzlich die Steifigkeit und auch die aufbringbaren Lasten re-
duziert. Dominiert wird das Versagen durch adhäsives Versagen an der Kleb-
stoff/Stahl-Grenzfläche, wobei mit fortschreitender Schädigung auch kohäsi-
ves Versagen und adhäsives Versagen an der Klebstoff/CFK-Grenzfläche 
beobachtet wird. 
Mechanisches Verhalten intrinsisch-integraler Hybride 
Bei intrinsisch-integral hybridisierten Komponenten entscheiden auch die Ad-
häsionskräfte innerhalb der Verbindung darüber, wie groß die aufgenommenen 
Lasten werden können, bevor die Verbindung und damit die Komponente ver-
sagt. Ein Beispiel ist, dass sich durch das Versagen der FVK/Metall-Grenzflä-
che ein Anriss im Verbund bildet, der sich als Delamination im FVK ausbreitet 
[7, 118]. Entsprechend ist auch hier die bereits im Abschnitt zur extrinsischen 
Hybridisierung in Abschnitt 2.3.1 erläuterte Vorbereitung der Metalloberflä-
chen von großer Bedeutung. 
Der Einfluss modifizierter Oberflächen wurde durch Gebhardt und Fleischer 
[119] bereits für den Fall eines in ein CFK-Laminat integriertes Stahlinsert un-
tersucht. Die gewählten Methoden, wie eine Laserstrukturierung, laseradditiv 
aufgebrachte Stifte, eine kataphorische Beschichtung und Lichtbogenspritzen, 
haben gemein, dass sie die Oberflächenrauigkeit der bearbeiteten Flächen er-
höhen. Mit den gewählten Verfahren konnte die Biegefestigkeit der Verbin-
dung gesteigert werden. Mittels Laserstrukturierung konnte die Verbindungs-
festigkeit um 12 %, mit laseradditiven Stiften um 27 %, durch eine 
kataphorische Beschichtung um 31 % und durch Lichtbogenspritzen ein An-
stieg der Biegefestigkeit um 41 % erreicht werden. Zusätzlich konnte auch das 
Auslösen von Delamination an der Grenzfläche erschwert werden. 
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Wird, wie in dieser Arbeit, lokal ein Metallelement in den FVK eingebracht, 
entstehen im Verbund um die eingebettete metallische Komponente drei Be-
reiche mit unterschiedlichen mechanischen Eigenschaften. Der reine FVK Be-
reich, ein Übergangsbereich, in dem es zu den in 2.1.1 erläuterten Stufen im 
Laminat kommt und der eigentliche hybride Bereich. Gerade im Übergangs-
bereich kommt es aufgrund der Steifigkeitssprünge zu Spannungsspitzen 
[13, 120]. Diesem Einfluss kann durch eine Geometrieoptimierung der Metall-
lage, wie sie durch Gebhardt [18] erarbeitet wurde, entgegengewirkt werden. 
Die Grundplatte der integrierten Inserts wurde durch Gebhardt [18] in ihrer 
Geometrie so optimiert, dass Spannungsspitzen an den Rädern der Grundplatte 
minimiert werden (vgl. Abbildung 2.4), die Masse des Inserts jedoch gleicht 
bleibt. Das konnte erreicht werden, indem die Grundplatte zu ihren Rändern 
hin möglichst dünn ausläuft und die Entstehung möglicher Harztaschen ver-
hindert wird. Durch diese Maßnahmen konnte eine Steigerung der Festigkeit 
im Vergleich zur Verwendung eines Referenzinserts (vgl. Abbildung 2.21) in 
Auszugsversuchen um 62 % erreicht werden [18]. 
 
Abbildung 2.21: Geometrie der Referenzinsertvariante [18] 
2.3.3 Dynamisches Verhalten einer adhäsiven Bindung 
Dehnratenabhängigkeit 
Klebstoffe weisen, abhängig von ihrer Art, eine ausgeprägte Dehnratenabhän-
gigkeit auf. Mit erhöhter Verformungsgeschwindigkeit sind eine Zunahme der 
Steifigkeit und der Festigkeit zu beobachten, wohingegen die Bruchdehnung 
reduziert wird [121]. Die Begründung ist im viskoelastischen Verhalten der 
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Polymere zu finden, da mit zunehmender Verformungsgeschwindigkeit die für 
die Verformung notwendigen molekularen Umlagerungsvorgänge nicht mehr 
oder nur unvollständig ablaufen können [58]. In der Folge kommt es beim 
Überschreiten der Grenzverformung zu sprödem Versagen der Klebung. Im 
Vergleich zu Thermoplasten und Elastomeren ist die Dehnratenabhängigkeit 
bei Duromeren weniger stark ausgeprägt. Der Grund hierfür ist, dass das Ver-
halten der Duromere stärker energieelastisch und weniger viskoelastisch ge-
prägt ist [32, 58, 121]. 
Einfluss schlagartiger Beanspruchung 
Impactbelastungen mit hohen Energien und Geschwindigkeiten haben zur 
Folge, dass die zuvor bereits erwähnten molekularen Umlagerungsvorgänge 
nicht mehr ablaufen können. Dementsprechend ist für die Verbundfestigkeit 
entscheidend, wieviel Schlagarbeit durch die Verformung der Komponenten 
aufgenommen werden kann. Entsprechend sind duromere Klebstoffe anfällig 
für schlagartige Beanspruchungen, da sie noch stärker eingeschränkte Verfor-
mungseigenschaften aufweisen als andere polymere Kleber. Hieraus lässt sich 
ebenfalls eine geringere spezifische Schlagarbeit ableiten [58]. 
Am Beispiel eines extrinsisch über Inserts gefügten CFK/Stahl-Hybridträgers 
konnte dieser Einfluss der Impactenergie auf eine Klebeverbindung von Muth 
et al. [112]* nachgewiesen werden. Ab einer kritischen Impactenergie, im Fall 
von Muth et al. 16 J, ist ein einseitiges Versagen der Klebung an deren Ende 
zu beobachten. Mit weiterer Steigerung der Impactenergie ist ebenfalls eine 
Zunahme der Länge des entstehenden Risses zu beobachten, bis es zum Total-
versagen der Klebung kommt. Für einen Hybridträger, bei dem die Lasteinlei-
tung durch integrierte Inserts stattfindet, konnte in der gleichen Arbeit ein deut-
lich schadenstoleranteres Verhalten beobachtet werden, da es lediglich zu einer 





2.3.4 Zyklisches Verhalten einer adhäsiven Bindung 
Auch unter zyklischer Belastung spielen die an den Enden der Klebeverbin-
dung entstehenden Spannungsspitzen eine große Rolle, wenn es um das Ver-
sagen der Verbindung geht. Ebenso wie auch unter quasistatischer Belastung 
ist das Verformungsvermögen der Klebeschicht von entscheidender Bedeu-
tung, wenn es um den Ausgleich dieser Spannungsspitzen geht. Entsprechend 
können Klebeverbindungen, bei denen ein Kleber auf thermoplastischer oder 
Elastomer-Basis eingesetzt wird, eine höhere Lebensdauer aufweisen als bei 
der Verwendung von Klebern auf Duromer-Basis. Lebensdauerprognosen für 
Klebeverbindung werden in der Praxis durch lineare Abminderungsfaktoren 
umgesetzt [58]. 
2.3.5 Thermische Degradation von FVK/Metall-
Hybridbauteilen 
Das Verhalten eines polymeren Klebstoffs unterscheidet sich grundsätzlich 
nicht vom Verhalten der für die Herstellung von FVK eingesetzten Matrixsys-
teme. Daher spielen auch die bereits in Abschnitt 2.1.4 beschriebenen Effekte 
und Mechanismen bei der Beschreibung des Einflusses thermischer Lasten auf 
das Hybridbauteil eine entscheidende Rolle [85]. 
Eigenspannungen in Klebeverbindungen 
In Folge der deutlich unterschiedlichen thermischen Ausdehnungskoeffizien-
ten entstehen beim Fügen von FVK mit Metallen besonders hohe thermisch 
induzierte Eigenspannungen im Verbund, die vom verwendeten Klebstoff auf-
genommen werden müssen. Kann der Klebstoff die entstehenden Eigenspan-
nungen nicht mehr aufnehmen, kann es zu Mikrorissen in der Klebstoffschicht 
und adhäsivem Versagen kommen. Liegt die Klebstofffestigkeit über der Fes-
tigkeit der Fügepartner, kann dies auch zum Versagen der Fügepartner führen 
[58]. 
Wird eine Klebeverbindung erwärmt, bilden sich, ausgelöst von den unter-
schiedlichen thermischen Ausdehnungskoeffizienten, zunächst Druckspan-
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nungen in der Fügezone aus. Abhängig von der Dauer der Aufheiz- und Hal-
tezeiten können sich die so entstehenden Spannungen durch Relaxationspro-
zesse wieder abbauen. Im umgekehrten Fall, der Abkühlung, können die sich 
ausbildenden Zugspannungen meist nicht vollständig abgebaut werden, da die 
Relaxationsprozesse bei niedrigen Temperaturen deutlich langsamer ablaufen 
[58]. 
Durch Nguyen et al. [122] konnte nachgewiesen, dass durch einen Epoxidkle-
ber (Tg = 42 °C) gefügte CFK/Stahl-Verbindungen empfindlicher auf konstante 
Temperatureinwirkung reagieren als auf zyklische thermische Belastungen. 
Die Festigkeit war nach einer thermischen Zyklierung zwischen 20 °C und 
50 °C höher als nach einer konstanten Haltephase auf 50 °C. Untersuchungen 
von Qin et al. [123] an geklebten CFK/Aluminium-Verbindungen zeigten nach 
einer thermischen Zyklierung eine Reduzierung der Scherzugfestigkeiten um 
bis zu 40 %. Dabei änderte sich das Bruchverhalten der Verbindung von kohä-
sivem Versagen im Klebstoff zu adhäsiv/kohäsivem Mischversagen. 
Eigenspannungen in hybriden CFK/Metall-Strukturen 
Durch die Integration einer metallischen Komponente in FVK stellen sich nach 
der Konsolidierung und Abkühlung Druckeigenspannungen im CFK und Zu-
geigenspannungen im Metall ein. Bei der Integration sind diese höher als bei 
der Verbindung durch einen nachträglich aufgebrachten Klebstoff, da der diese 
Spannungen aufnehmende Harzfilm zwischen den Fasern und dem Metall eine 
deutlich geringere Dicke aufweist. Die so entstehenden Eigenspannungen sind 
somit bereits im unbelasteten Zustand vorhanden und können maßgeblich die 
mechanischen Eigenschaften beeinflussen [14, 75]. 
Da die maximalen elastischen Dehnungen der Metalle meist unterhalb der 
Bruchdehnung der eingesetzten FVK liegt, begrenzen nach Stefaniak und 
Prussak [7] die Stauch- und die Streckgrenze der Metalle die möglichen 
Anwendungsszenarien eines solchen Verbundes. Die sich durch die Hybridi-
sierung ausbildenden Eigenspannungen im Metall führen zusätzlich noch zu 
einer Verringerung der Streckgrenze und erhöhen die Stauchgrenze, was eben-
falls durch Stefaniak et al. [13] nachgewiesen werden konnte. In den präsen-
tierten Untersuchungen betrug der Volumenanteil des Stahls im Hybridlaminat 
20 %, die Streckgrenze des Stahls verringerte sich im Vergleich zum eigen-
spannungsfreien Zustand durch die induzierten Eigenspannungen um ca. 16 %. 
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Die Restfestigkeit der von Muth et al. [28]* und Pottmeyer et al. [23]* be-
schriebenen CFK/Insert-Verbindungen wurde hinsichtlich des Einflusses un-
terschiedlich langer thermischer Zyklierung untersucht. Bereits nach zehn 
Temperaturzyklen (-40 °C bis +80 °C) reduzierte sich die Restfestigkeit im 
Auszugsversuch um ca. 20 %. Eine weitere Reduzierung der Restfestigkeiten 
aufgrund der steigenden Anzahl an Mikrorissen mit fortschreitender Dauer der 
Zyklierung konnte hingegen nicht beobachtet werden. 
2.3.6 Korrosive Degradation von FVK/Metall-
Hybridbauteilen 
Prinzipiell gelten für FVK/Metall-Hybridbauteile unter anderem die gleichen 
Einflüsse korrosiver Medien, wie sie in Abschnitt 2.1.5 für FVK beschrieben 
werden. Der Unterschied besteht im Grad der Beeinflussung, wenn die Matrix 
eines FVK oder der Klebstoff an einer FVK/Metall-Grenzfläche betrachtet 
wird. Die Schädigung der FVK/Metall-Grenzfläche durch eindiffundierende 
Wassermoleküle und die beschriebenen Quellvorgänge stellen hier den stärks-
ten Schädigungsmechanismus dar. Der Grund hierfür ist, dass es durch die 
Schädigung der Grenzfläche zur Ablösung der beiden gefügten Oberflächen 
kommen kann [58]. 
Hinzu kommt bei Hybridbauteilen die Beeinflussung der metallischen Kom-
ponente durch die korrosive Atmosphäre. Der Einfluss von gleichzeitig ablau-
fenden Korrosionsvorgängen im Metall führt dazu, dass die Reduzierung der 
Festigkeit noch deutlich schneller eintreten kann. In diesem Zusammenhang 
ist insbesondere die elektrochemische Korrosion bei hybriden Werkstoffsyste-
men aus CFK und Metallen kritisch [58, 124]. Nach Böllinghaus et al. [125] 
kann eine Aufteilung in sechs Gruppen vorgenommen werden, innerhalb derer 
kein erhöhtes Risiko zu Kontaktkorrosion vorliegt. Werden jedoch die Gren-
zen zwischen zwei oder mehr Gruppen überschritten, was bei der Kombination 
von Stahl (Eisen, Gruppe 3) und CFK (Gruppe 6) der Fall ist, neigt diese Werk-
stoffpaarung deutlich stärker zu galvanischer Korrosion [125]. Eine genauere 
Betrachtung ist über die Standardpotentiale der eingesetzten Werkstoffe mög-
lich, dennoch kann auch über diese nicht das gesamte Korrosionsverhalten er-
klärt werden [125]. Kohlenstofffasern in einer polymeren Matrix weisen mit 
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ca. -0,1 V [125] ein deutlich höheres Standardpotential als der eingesetzte Stahl 
(Eisen) mit ca. -0,44 V auf [125, 126]. Nach Mandel und Krüger [127] besteht 
ein erhöhtes Potential zu galvanischer Korrosion, wenn die Differenz der Nor-
malpotentiale 0,1 V übersteigt. Zudem korrodiert der Werkstoff, der das nied-
rigere elektrochemische Potential aufweist [125, 128, 129]. Der Kontakt der 
Werkstoffe kann entweder direkt sein oder über einen Elektrolyten wie bspw. 
Wasser hergestellt werden [130]. 
Nguyen et al. [131] tauchten in ihren Untersuchungen eine CFK/Stahl-Verbin-
dung für zwölf Monate bei Raumtemperatur in eine Salzlösung. Diese Verbin-
dungen wiesen im Vergleich zu ungeschädigten Verbindungen eine um 17 % 
reduzierte Restzugfestigkeit auf. Nguyen et al. [131] zeigten auch, dass eine 
wirksame Trennung von CFK und Metall bereits durch vollständig in die Mat-
rix eingebettete Kohlenstofffasern erreicht werden kann. Da dies abhängig 
vom Fertigungsprozess nicht immer garantiert werden kann, stellen zusätzlich 
eingebrachte Schichten wie Glasfaservliese ein wirksame Lösung zur Vermei-
dung von elektrochemischer Korrosion dar [131]. Auch Tavakkolizadeh und 
Saadatmanesh [124] untersuchten den Einfluss einer Salzlösung auf die galva-
nische Korrosion an der Grenzfläche von CFK und Stahl. Es konnte gezeigt 
werden, dass die Korrosionsrate in einem direkten Zusammenhang zur Dicke 
des eingestellten Klebespalts steht. Je dicker der Klebespalt, desto geringer war 
auch die Korrosionsrate des Stahls. Der Grund hierfür ist auf die isolierende 




3 Bauteilvarianten und Fertigung 
Im folgenden Abschnitt werden die beiden zu untersuchenden Hybridträgerva-
rianten, deren Geometrien, Aufbau und die sich unterscheidenden Preforming-
Methoden vorgestellt. Weiterhin werden das Werkzeugkonzept zur Konsoli-
dierung der entstandenen Preforms im RTM-Verfahren und dessen Entste-
hung, sowie das zu erfüllende Lastenheft erläutert. 
3.1 Entwicklung der Hybridträgervarianten 
Die beiden zu untersuchenden Varianten der Hybridträger unterscheiden sich 
primär hinsichtlich der Anbindung der metallischen Komponente an die CFK-
Komponente. Von Muth et al. [112, 113]* wurden Hybridträger untersucht, 
welche die von Pottmeyer [21] und Gebhardt et al. [18, 132] untersuchten In-
serts als Verbindungselement zwischen metallischer und CFK-Komponente 
nutzen. Es zeigten sich bereits die Vorteile von in die CFK-Komponente inte-
grierten Lasteinleitungselementen. Insbesondere bei einer mechanischen Vor-
schädigung durch Impact zeigten sich diese Vorteile dadurch, dass die inte-
grierten Elemente ein vollständiges Versagen der geschädigten Strukturen 
aufgrund des Impacts verhinderten. 
Die im Rahmen dieser Arbeit untersuchten Hybridträgervarianten stellen ge-
nerische Modelle zweier Methoden zur Anbindung einer Metallstruktur an ein 
CFK-Laminat dar. Bei der zu untersuchenden differentiellen Hybridträgerva-
riante wird die metallische Komponente mit dem trockenen Halbzeug zusam-
men so in das Werkzeug eingelegt, dass diese nur auf dem Halbzeug aufliegt. 
Die eigentliche Verbindung wird durch das Harz, als Klebeverbindung, herge-
stellt. Das Konzept der integralen Hybridträgervariante baut auf den Erkennt-
nissen von Pottmeyer [21] und Muth et al. [27]* auf, wonach bei einer Integra-
tion der metallischen Komponente ein Durchtrennen der Fasern in jedem Fall 
zu vermeiden ist. Hieraus ergeben sich zusätzliche Herausforderungen bei der 
Herstellung der Preforms, da hier der eigentliche Schritt der Integration abläuft 
und ein Durchtrennen der Fasern vermieden werden muss. 
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3.1.1 Ermittlung der optimalen Hutprofilgeometrie 
Aus den Simulationen des Projektpartners FAST hat sich die in Abbildung 3.1 
gezeigte Geometrie für die in diesem Projekt verwendete metallische Kompo-
nente der Hybridträger ergeben [17]*. 
 
Abbildung 3.1: Technische Darstellung des Profils der differentiellen Hybridträger, 
Einheit: mm 
Die gezeigte Geometrie ist das Ergebnis einer Strukturoptimierung. Die Ein-
gangsgrößen der Optimierung sind in Abbildung 3.2 gezeigt. Das Ziel der Op-
timierung waren die Minimierung der Masse und gleichzeitig die Maximierung 
der Energieaufnahme unter Biegebeanspruchung. Die ebenfalls betrachteten 
Randbedingungen bestanden darin, dass zum einen keine Schädigung im CFK 
oder der Grenzfläche (Klebung) eintritt, zum anderen aber die Plastizität des 
Stahls berücksichtigt wurde. Die Optimierung erfolgte mittels DAKOTA Tool-
box [133]. 
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Abbildung 3.2:  Modell des zu optimierenden Hutprofils unter Berücksichtigung der Randbe-
dingungen, Wandstärke (t), Länge der Anbindung des Profils an das Laminat 
(lbond), halbe Breite des Hutprofils (B) und die zu optimierenden Parameter, 
Höhe (hHut), obere Breite des Hutprofils (Btop) und die beiden Radien ro und ru 
im Übergangsbereich von der Lasche zur Flanke und oberem flachen Bereich, 
nach [17]* 
In Abbildung 3.3 sind neben der letztendlich gewählten Geometrie (Design 
190) zwei weitere Varianten abgebildet, die keine optimalen Lösungen darstel-
len und in Folge dessen verworfen wurden. 
 
Abbildung 3.3:  Simuliertes Verhalten beispielhafter Hutprofilgeometrien im Vergleich zum 
gewählten Design (Design 190) [17]* 
Design 190 weist von allen 446 simulierten Geometrien das höchste Energie-
absorptionsvermögen auf, wie in Abbildung 3.4 zu sehen ist. Der Grund hier-
für ist die deutlich größere geometrische Versteifung des Profils, da sich bei 
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Design 190 ein nahezu rechteckiger Querschnitt unterhalb der Druckfinne aus-
bildet, der im weiteren Verlauf nicht weiter kollabiert. Design 233 hingegen 
weist einen deutlich flacheren Anfangsquerschnitt auf, der nahezu keine geo-
metrische Versteifung nach sich zieht. Daher wurde dieses Design trotz des 
geringeren Gewichts verworfen. 
 
Abbildung 3.4:  Auftragung von Masse und Energieabsorptionsvermögen unterschiedlicher 
Hutprofilgeometrien aus der Optimierungsphase nach [17]* 
3.1.2 Besonderheiten des Hutprofils zur Integration in 
das Faserhalbzeug 
Die Hauptherausforderung stellt eine möglichst faserschonende Integration 
des Hutprofils der integralen Hybridträger in das Laminat dar. Eine Randbe-
dingung ist die Einhaltung des in Abbildung 3.1 gezeigten Querschnitts, um 
eine Vergleichbarkeit mit den differentiellen Hybridträgern zu gewährleisten. 
Bereits in der ersten Phase des SPP1712, TP3, wurde mit Hilfe von in Inserts 
eingeschraubten Spitzen [21] verhindert, dass Fasern bei der Integration der 
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Inserts während des Preformings durchtrennt werden müssen. Die Lösung stel-
len daher einzelne schmale Laschen mit Spitze dar, welche durch das Halbzeug 
gesteckt und anschließend umgebogen werden, wie in Abbildung 3.5 gezeigt. 
 
Abbildung 3.5: Laschen des Hutprofils nach dem Durchstecken durch das Halbzeug und dem 
Umbiegen, nach [134]# 1 
Mittels Durchsteckversuchen verschiedener Laschengeometrien an trockenem 
Halbzeug ergaben sich die in Abbildung 3.6 gezeigten Verschiebungen der Fa-
sern. Es war festzustellen, dass die Nähfäden einen großen Einfluss auf die 
Verschiebung der quer zu den Laschen verlaufenden Faserbündel haben. In 
Abbildung 3.6 ist ebenfalls zu erkennen, dass die Ausdehnung der Faserver-
schiebung quer zur Lasche mit zunehmender Laschenbreite nur in geringem 
Maße zunimmt. 
 
Abbildung 3.6:  Deformation des Faserhalbzeugs nach dem Durchstecken der Laschen in Ab-
hängigkeit der Laschenbreite. Der Querschnitt der Laschen ist durch Rechtecke 
angedeutet (a) Laschenbreite 8 mm, mit Verjüngung auf 5 mm, b) 8 mm, 
c) 3,5 mm, d) 7 mm) [17]*. 
                                                                    
1 Studentische Arbeiten, die im Rahmen der vorliegenden Arbeit entstanden 
sind, werden im Folgenden mit # gekennzeichnet. 
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Es wurden auch die zum Durchstecken nötigen Kräfte und die Kraftverläufe 
aufgezeichnet, woraus sich wiederum der Winkel der Laschenspitze ergab, der 
die geringste Belastung der Fasern zur Folge hat [135]. 
Um neben der Geometrie auch die Anzahl und den Abstand der Laschen zuei-
nander festlegen zu können, wurden FEM-Simulationen des Hybridträgers mit 
nur einer mittig positionierten Lasche durch das FAST durchgeführt, die den 
störenden Einfluss dieser Lasche abbilden. Dies war notwendig, da jede ein-
zelne Lasche aus strukturmechanischer Sicht zum einen eine Störstelle im La-
minat darstellt, zum anderen aber auch eine Veränderung der lokalen mecha-
nischen Eigenschaften bewirkt [17]*. Diese Einflüsse können sich bei 
nebeneinander befindlichen Laschen überlagern. Abbildung 3.7 zeigt neben 
der durch eine einzelne Lasche verursachten Diskontinuität der 𝜎23-Spannung 
auch das zur Evaluation verwendete Viertelmodell. In Ergänzung zur 𝜎23-
Spannung wurden auch die Spannungen 𝜎13 und 𝜎33 betrachtet, da diese drei 
Spannungskomponenten für das Auftreten von Delamination kritisch sind. 
 
Abbildung 3.7:  Simulation eines Viertelmodells des differentiellen Hybridträgers unter 3-
Punkt-Biegung zur Abschätzung des Störeinflusses einer Einzellasche: Model-
laufbau (links) und durch Lasche verursachte lokale Diskontinuität in der 𝜎23-
Spannung (rechts) [17]* 
Die aus den Durchsteckversuchen abgeleitete Spitzengeometrie und der sich 
aus der Simulation ergebende Abstand zwischen den Laschen sind in Abbil-
dung 3.8 gezeigt. 
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Abbildung 3.8:  Geometrie der in das Laminat integrierten Laschen, Einheit: mm. 
A: Laschenspitze, B: Lasche, C: Hinterschnitt, D: Hutprofilflanke 
Nach dem Durchstecken durch das Halbzeug erfolgt das Umbiegen der La-
schen um 90°. Neben einer möglichst faserschonenden Einbringung der La-
schen in das Laminat konnte über den in Abbildung 3.8 zu sehenden Hinter-
schnitt gezielt der Biegeradius und Ort der Deformation eingestellt werden, um 
wieder den in Abbildung 3.1 gezeigten Querschnitt zu erhalten. Ein weiterer 
Vorteil ist, dass der lokale Faservolumengehalt sich nicht zu stark vergrößert 
und eine vollständige Infiltration gewährleistet werden kann. Die Geometrie 
des Hutprofils der integralen Hybridträger ist in Abbildung 3.9 zu sehen. Auch 
hier findet die Konsolidierung des Hybridträgers erst im RTM-Prozess statt. 
 
Abbildung 3.9:  Profil der integralen Hybridträger, Einheit: mm 
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3.1.3 Aufbau und Abmessungen der Hybridträger 
Es ist zu verhindern, dass sich der Innenbereich des Hutprofils im RTM-Pro-
zess mit Harz füllt, da dies dem Leichtbauziel widersprechen würde. Der In-
nenbereich wurde daher vor der Infiltration mit neun gefrästen Schaumkern-
elementen (vgl. Abbildung 3.10) gefüllt. 
 
Abbildung 3.10: Geometrie der verwendeten Schaumkernelemente, Einheit: mm. a) für integrale 
Hybridträger, b) für differentielle Hybridträger 
Die Gesamtgeometrie, die sich nach der Konsolidierung der differentiellen 
Hybridträger einstellt, ist in Abbildung 3.11 gezeigt. In Detail A ist der Über-
gangsbereich zwischen Laminat und Hutprofil zu sehen. Es findet keine mak-
roskopische Verklammerung des Laminats mit dem Fußbereich des Profils 
statt. Der Freiraum zwischen dem unteren Radius des Hutprofils und den 
Schaumkernelementen wird im RTM-Prozess mit Harz gefüllt und bildet eine 
über die gesamte Länge des Hutprofils durchgängige Harztasche. 
 
Abbildung 3.11: Geometrie der differentiellen Hybridträger, Einheit: mm 
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Die Geometrie der integralen Hybridträger ist in Abbildung 3.12 gezeigt. Die 
abgebildeten Ansichten stellen ebenfalls Schnitte in der Bauteilmitte parallel 
zu den Bauteilkanten dar. Detail A stellt den Übergangsbereich von Laminat 
und Hutprofil dar. Vergleicht man analoge Bereiche beider Bauteilvarianten 
wird deutlich, dass es neben der Klebeverbindung noch zu einer makroskopi-
schen Verklammerung von Laminat und Profil kommt, die durch die Integra-
tion der Laschen in das Laminat erreicht wird. Zudem kommt es um jede La-
sche durch die Integration zur Bildung einer Harztasche. 
 
Abbildung 3.12: Geometrie der integralen Hybridträger, Einheit: mm 
3.2 Entwicklung des Resin-Transfer-
Moulding-Werkzeuges 
Zur technischen Umsetzung der Hybridträgerfertigung wurde ein Werkzeug-
konzept erstellt, das die flexible Fertigung unterschiedlicher Hybridträgervari-
anten ermöglicht. Im folgenden Abschnitt wird das entwickelte Werkzeugkon-
zept vorgestellt. Bei der Umsetzung ergaben sich Randbedingungen aus den 
Ergebnissen von Vorversuchen und den am wbk existierenden Vorläuferwerk-
zeugen der ersten Projektphase [18] und weiteren Projekten wie beispielweise 
von Schwennen [136]. 
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3.2.1 Prozessmerkmale 
Im RTM-Verfahren wird ein trockenes Halbzeug in eine Werkzeugkavität ein-
gelegt und mit einem Matrixsystem imprägniert, das durch ein Druckgefälle in 
die Kavität gelangt [137]. Das RTM-Verfahren stellt insbesondere für kom-
plexe Strukturen eine einfache Lösung dar [105]. Im Niederdruck-RTM-Ver-
fahren, das zur Fertigung der Bauteile im Rahmen dieser Arbeit zum Einsatz 
kommt, wird das Matrixsystem über einen Überdruck von ca. 9 bar in die Ka-
vität befördert. Ein weiterer Vorteil dieses Prozesses ist, dass eine Nachbear-
beitung in den meisten Anwendungen entfallen kann, da eine maßgenaue Fer-
tigung mit beidseitig guten Oberflächen möglich ist [138, 139]. 
In Abbildung 3.13 ist der prinzipielle Ablauf des RTM-Prozesses gezeigt, der 
generell in vier Teilprozesse zu unterteilen ist. Im ersten Schritt erfolgt das 
Einlegen des trockenen Halbzeugs (Preform) in die Werkzeugkavität und das 
Schließen des Werkzeugs. Hierdurch wird das Halbzeug auf die geplante La-
minatdicke komprimiert und erwärmt. Im zweiten Schritt erfolgt die druck- 
oder volumenkonstante Injektion des flüssigen Matrixsystems über den An-
guss. Ist die Kavität gefüllt und Matrix tritt an den Steigern aus, erfolgt die 
Spülphase. In der Spülphase wird weiter Matrix durch die Kavität gefördert, 
um Lufteinschlüsse zu entfernen und Trockenstellen im Bauteil zu verhindern. 
Treten keine Luftblasen mehr an den Steigern aus, werden diese verschlossen 
und ein Nachdruck über die Infiltrationsanlage aufgebaut. Ist dieser aufgebaut, 
wird der Anguss verschlossen. Im dritten Schritt härtet das Matrixsystem im 
beheizten Werkzeug aus. Nach der Aushärtung (Konsolidierung) erfolgt im 
vierten Schritt das Entformen des gefertigten Bauteils. Das Werkzeug wird an-
schließend gereinigt und es erfolgt in regelmäßigen Abständen das erneute 
Auftragen von Trennmittel, um das Anhaften von Matrix und damit ein er-
schwertes Entformen der Bauteile zu verhindern [138, 140]. 
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Abbildung 3.13: Ablauf des RTM-Prozesses [140] 
Zur Fertigung der in dieser Arbeit zu untersuchenden Hybridträger wird der 
Prozess modifiziert. Statt einer nur aus trockenem Halbzeug bestehenden Pre-
form werden die einzelnen Komponenten, Metall, Halbzeug und Schaumstoff, 
zunächst vormontiert und erst im Anschluss in die Werkzeugkavität eingelegt. 
Bei der Vormontage der Komponenten wird zunächst die metallische Kompo-
nente mit dem Halbzeug verbunden (vgl. Abbildung 3.5) und im nächsten 
Schritt der Schaumkern eingebracht. Durch die anschließende Injektion des 
Matrixsystems wird nicht nur das Halbzeug infiltriert, sondern auch eine ad-
häsive Verbindung in Form einer Klebung zwischen Metall-, Schaum- und der 
FVK-Komponente hergestellt. Durch dieses Vorgehen wird eine zeit- und res-
sourcenschonende Herstellung von intrinsisch gefügten Strukturen ermöglicht. 
Bei dieser Art der Fertigung hybrider Strukturen stellt die Minimierung von 
thermischen Eigenspannungen, hervorgerufen durch unterschiedliche Wär-
meausdehnungskoeffizienten der Komponenten, eine Herausforderung dar. 
Hierdurch kann es zu einem Verzug der Bauteile nach der Entformung und 
dem Abkühlen kommen. Ebenso ist auch die Erzeugung einer geeigneten 
Grenzfläche zwischen allen Komponenten von großer Bedeutung für die Leis-
tungsfähigkeit solcher Strukturen [105]. 
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3.2.2 Das Werkzeugkonzept 
Aus den Vorversuchen mit einem bereits existierenden Werkzeug ergab sich, 
dass zur Vermeidung von Trockenstellen und Lufteinschlüssen eine Positio-
nierung des Hutprofils im oberen Bereich des Werkzeugs anzustreben ist. 
Durch diese Positionierung sammelt sich nicht entwichene Luft im Bereich des 
Hutprofils. Der zeitlich aufwändige Infiltrations- und Aushärteprozess legt 
nahe, mehrere Bauteile in einem Schuss zu fertigen. Abbildung 3.14 zeigt den 
Aufbau des Werkzeugs, der sich aus den Randbedingungen ergibt. 
 
Abbildung 3.14: Isometrische Übersicht des geplanten Werkzeugs, Einheit: mm 
Im Oberwerkzeug befindet sich je Kavität ein flexibel austauschbarer Werk-
zeugeinsatz, um die Geometrien der unterschiedlichen Bauteilvarianten abzu-
bilden. Der technische Aufbau des Werkzeugs im geschlossenen Zustand ist in 
Abbildung 3.15 zu sehen. Das Angusssystem wird gebildet vom mittig positi-
onierte Anguss und den sich in den Ecken befindenden Steigern. 
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Abbildung 3.15: Ansicht von oben auf das Werkzeug mit Schnitten, Einheit: mm 
Um das einfache Wechseln der Einsätze zu gewährleisten, besitzt jeder Einsatz 
eine umlaufende Dichtung mittels eines O-Rings, die das Eindringen von Harz 
in den Bereich zwischen Einsatz und Oberwerkzeug verhindert. Untereinander 
sind die Werkzeughälften mittels einer umlaufenden Butylschnur abgedichtet. 
Neben den beiden beschriebenen Dichtungen sind in Abbildung 3.16 (Detail C 
aus Abbildung 3.15) die Bauteilkavität und die Entformungsschräge zu sehen. 
Neben der einfacheren Entformung erfüllt die Schräge noch die Funktion eines 
Angussverteilers. Dieser ermöglicht es, aus dem punktförmigen Anguss in den 
Bauteilecken, einen Linienanguss über die komplette Bauteilbreite zu gewähr-
leisten. Das gleiche Prinzip kommt auf der Seite der Steiger zum Einsatz, um 
eine möglichst vollständige Formfüllung zu ermöglichen. 
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Abbildung 3.16: Detail C aus Abbildung 3.15, Einheit: mm 
3.2.3 Konzeptionierung variabler Werkzeugeinsätze 
Die Werkzeugeinsätze zur Fertigung unterschiedlicher Hybridträgervarianten 
basieren auf dem in Abbildung 3.17 dargestellten Einsatz, der zur Fertigung 
ebener Platten mit einer Dicke von 2 mm dient. Länge und Breite der Einsätze 
sind so gewählt, dass diese größer als die eigentliche Kavität im Werkzeug 
sind, um eine gleichbleibende Dicke zu gewährleisten. Die Einsätze werden 
fest mit dem Oberwerkzeug verschraubt. Dies ermöglicht es auch, einzelne 
Einsätze nach Bedarf auszutauschen. 
Zur Fertigung der differentiellen Hybridträger wurden Werkzeugeinsätze mit 
der in Abbildung 3.18 gezeigten Geometrie eingesetzt. Die herausgefräste 
Kontur entspricht der Kontur des in Abbildung 3.1 vorgestellten Hutprofils. 
Um die Entformung der konsolidierten Bauteile möglichst einfach zu halten, 
wurde im Bereich des Hutprofils eine Entformungsschräge von 4° vorgesehen. 
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Abbildung 3.17: Werkzeugeinsatz zur Fertigung ebener Platten, Einheit: mm 
 
Abbildung 3.18: Werkzeugeinsatz zur Fertigung der differentiellen Hybridträger, Einheit: mm 
Die Kavität im Einsatz zur Fertigung der integralen Hybridträger, die das Hut-
profil abformt, ist im entsprechenden Einsatz 1 mm flacher, als es bei dem zu-
vor beschriebenen Einsatz der Fall ist (vgl. Abbildung 3.19). Der Grund hierfür 
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ist die gleiche Gesamthöhe des Hutprofils und die sich in der Mitte des Lami-
nats befindenden Laschen. Zur optimalen Abformung der integrierten Laschen 
und zur Gewährleistung eines möglichst homogenen Faservolumengehalts, 
wurde die Außenkontur der Laschen ebenfalls im gezeigten Werkzeugeinsatz 
vorgesehen. Um dennoch eine möglichst geringe Ondulation der Fasern um 
die Laschen herum zu ermöglichen, wurde die gefräste Außenkontur mit einer 
45° Fase versehen, die sich bereits in Phase I des Gesamtprojekts als ausrei-
chend herausgestellt hatte. Hierdurch kommt es zu der bereits in Abbil-
dung 3.12 ersichtlichen, nicht vermeidbaren Harztasche um jede einzelne La-
sche. 
 
Abbildung 3.19: Werkzeugeinsatz zur Fertigung der integralen Hybridträger, Einheit: mm 
3.2.4 Vergleich der Formfüllung in Simulation und 
Praxis 
Das Formfüllverhalten des entwickelten Werkzeugkonzeptes wurde vom 
FAST simuliert. Das Ergebnis der Simulation zu ausgewählten Zeitpunkten ist 
in Abbildung 3.20 gezeigt. Es wird deutlich, dass die Entformungsschrägen 
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wie geplant als Linienanguss über die gesamte Bauteilbreite fungieren und 
hierdurch eine möglichst gleichmäßige Formfüllung gewährleistet werden 
kann. Durch die Laschen des integralen Hybridträgers kommt es zu Luftein-
schlüssen, die mit fortschreitender Infiltrationsdauer aus dem Bauteil gespült 
werden. Neben den Lufteinschlüssen ist auch die an den Bauteilrändern vorei-
lende Harzfront zu erkennen. Bei der zugrundeliegenden Simulation wurde die 
Aushärtekinetik des Harzsystems und die geringere Harzviskosität beachtet, 
die sich durch die Werkzeugtemperatur ergibt. 
  
 
Abbildung 3.20: Formfüllsimulation der integralen Hybridträger. a) nach 5 %, 
b) nach 10 % und c) nach 50 % der simulierten Füllzeit, nach [17]* 2. 
Vergleicht man die in Abbildung 3.20 gezeigten Formfüllsimulationen mit den 
in Abbildung 3.21 gezeigten Formfüllstudien, bei denen nach ca. 25 % und 
50 % der durchschnittlichen Zeit bis zum ersten Austritt von Harz an den Stei-
gern abgebrochen wurde, lassen sich gute Übereinstimmungen in der Gestalt 
                                                                    
2 Zur Verfügung gestellt von Seuffert, J., FAST. 
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der Harzfront erkennen. Zunächst füllt sich der Angussverteiler, anschließend 
bildet sich eine homogene Fließfront im mittleren Bereich des Bauteils aus und 
an den Rändern eilt das Harz vor. Im weiteren Verlauf füllt sich die Kavität im 
Bereich um die Hutprofile, bis es zur gleichmäßigen Tränkung des Halbzeugs 
kommt. Am Ende der Infiltration liegt ein vollständig getränktes Halbzeug vor. 
Die Differenzen in den Zeitpunkten sind auch auf die im realen Prozess länge-





Abbildung 3.21: Formfüllstudien der integralen Hybridträger nach 
a) 25 % Füllzeit und b) 50 % Füllzeit 3 
                                                                    
3 Zur Verfügung gestellt von Seuffert, J., FAST. 
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3.3 Fertigung der Hybridträger 
Die Hutprofile wurden von der magepa Feinmechanik GmbH aus auf das End-
maß zugeschnittenen und im Anschluss in Form gebogenen Blechen aus Edel-
stahl vom Typ ANSI 1.4301 (X5CrNi19-10) [82] gefertigt, der auch in der ers-
ten Projektphase zum Einsatz kam. Die einzelnen Lagen des trockenen 
Halbzeugs werden auf die Laminatgröße von 170 mm x 270 mm zugeschnitten. 
Es wird ein 0°/90°-Biax-Gelege der Firma Hexcel vom Typ HiMaxTM FCIM 
mit einem Flächengewicht von 200 g/m² eingesetzt. Der Zuschnitt erfolgt auf 
einem Schneidtisch der Cuttec GmbH vom Typ CT175N. Es werden vier La-
gen in gleicher Ausrichtung zu einem Stapel zusammengefasst. 
Für die differentiellen Hybridträger werden zwei der Halbzeugstapel mit den 
0°-Lagen auf der Außenseite der Preform aufeinander gelegt, wodurch eine 
Symmetrieebene in der Mitte des Laminats entsteht. Für die integralen Hyb-
ridträger wird das Hutprofil, wie es in Abbildung 3.22 gezeigt ist, von der Seite 
der 0°-Lagen durch einen der Stapel gesteckt, bevor die Halbzeugstapel aufei-
nander gelegt werden. 
 
Abbildung 3.22: Integrales Hutprofil, vor dem Durchstecken durch das trockene Halbzeug 
Im Anschluss werden die einzelnen Schaumkernelemente, bestehend aus 
ROHACELL® IG-F 110, eingeschoben und die Laschen umgebogen, bis sie 
sich in einer Ebene mit dem Halbzeug befinden (um 90°). Zuletzt wird der 
zweite Halbzeugstapel, gespiegelt zum ersten, von unten aufgelegt, um eine 
fertige Preform zu erhalten. Die einzelnen Schritte sind in Abbildung 3.23 
schematisch dargestellt. 
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Abbildung 3.23: Schritte zum Preforming der integralen Hybridträger 
Die anschließende Konsolidierung der Hybridträger erfolgte durch die Nut-
zung der Anlagentechnik im produktionstechnischen Labor des wbk. Die fer-
tigen Preforms werden in das in Abschnitt 3.2 beschriebene Werkzeug einge-
legt. Beim Schließen des Werkzeugs zentriert sich das Hutprofil in der Kavität 
über die in den Werkzeugeinsätzen vorhandenen Schrägen von selbst. Zum 
Aufbringen der Schließkräfte und zur Temperierung des Werkzeugs kommt 
eine Presse vom Typ Lauffer RP 400 zum Einsatz. Der Schließdruck beträgt 
60 bar bei einer Werkzeugtemperatur von 80 °C. Ist das Werkzeug geschlossen, 
wird das Harz/Härter-Gemisch, bestehend aus dem Harz Biresin® CR170 und 
dem Härter Biresin® CH150-3, mit einem Mischungsverhältnis von 100:24 
injiziert. Die Mischung und Dosierung übernimmt eine Infiltrationsanlage vom 
Typ Tartler Nodopur VS-2K. Nachdem aus den Steigern keine Luftblasen 
mehr austreten, werden diese verschlossen, der Regeldruck von 9 bar aufge-
baut und dann auch der Anguss verschlossen. Die Aushärtezeit beträgt 90 Mi-




𝜌 ⋅ 𝑑 ⋅ 10
 (3.1) 
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In Formel (3.1) entspricht φ dem Faservolumengehalt in %, d der Laminatdicke 
in mm, n der Anzahl der Gewebelagen, q dem Flächengewicht des Geleges in 
g/m² und ρ der Dichte der Faser in g/cm³. 
In Abbildung 3.24 sind die beiden in dieser Arbeit untersuchten Hybridträger-
varianten nach der Entnahme aus dem Werkzeug zu sehen. Das Bauteilgewicht 
der integralen Hybridträger beträgt nach der Konsolidierung im Mittel 
276,9 g ± 4,7 g, das Bauteilgewicht der differentiellen Hybridträger 
330,0 g ± 5,9 g. 
 
Abbildung 3.24: Links: Integraler Hybridträger, rechts: Differentieller Hybridträger 
In Abbildung 3.25 ist eine Detailaufnahme des Bereichs der integrierten La-
schen nach der Aushärtung gezeigt. Anhand einer Sichtprüfung ist davon aus-
zugehen, dass eine vollständige Tränkung des Halbzeugs ohne Lufteinschlüsse 
erreicht werden kann. 
 
Abbildung 3.25: Detailaufnahme der integrierten Laschen 
Wie in Abbildung 3.26, einem für beide Hybridträgervarianten repräsentativen 
Schnitt, zu erkennen ist, werden neben dem Laminat auch die Trennebenen 
zwischen den Schaumkernelementen infiltriert und diese miteinander verklebt. 
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Abbildung 3.26: Ein in der Mitte, längs zum Hutprofil, aufgetrennter integraler Hybridträger 
nach der Infiltration 
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4 Experimentelle Methoden 
In diesem Kapitel werden die Versuchsaufbauten und Methoden beschrieben, 
die zur Charakterisierung der zuvor beschriebenen Hybridträger dienen. 
Neben den Versuchsaufbauten der quasistatischen, dynamischen und zykli-
schen Versuche werden die bauteilnahen Beanspruchungen, die zur Nachstel-
lung von Umwelteinflüssen vor der eigentlichen mechanischen Belastung not-
wendig sind, erläutert. Aufgrund der von den in Abschnitt 2.1.1 getroffenen 
Annahmen abweichenden Prüfkörperform (vgl. Abbildung 3.24) sind die be-
schriebenen Rückschlüsse von wirkenden Kräften auf wirkende Spannungen 
nicht möglich und es erfolgen im Rahmen dieser Arbeit lediglich kraft- und 
wegbasierte Betrachtungen. 
4.1 Ermittlung der mechanischen 
Eigenschaften unter Biegung 
4.1.1 Ermittlung der mechanischen Eigenschaften 
unter quasistatischer Belastung 
Die Versuche zur Ermittlung der mechanischen Eigenschaften der Hybridträ-
ger unter quasistatischen Bedingungen wurden an einer Universalprüfma-
schine der Firma ZwickRoell vom Typ ZMART.PRO mit einer maximalen Prüf-
kraft von 100 kN durchgeführt. Die Prüfgeschwindigkeit (vPrüf), mit der das 
untere Querhaupt lagegeregelt verfährt, betrug vPrüf,QS = 3 mm/min (5⋅10-5 m/s). 
Nach dem Erreichen der Vorkraft von 25 N startete die Datenaufzeichnung 
durch die maschineneigene Software testXpert 2. Der Aufbau und die Abmes-
sungen sind in Abbildung 4.1 schematisch dargestellt. 
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Abbildung 4.1: Drei-Punkt-Biegeaufbau für mechanische Beanspruchungen, Einheit: mm 
Um neben dem Traversenweg und damit dem Verfahrweg der Druckfinne (sDF) 
auch die Durchbiegung des Laminats (sDb) aufzeichnen zu können, kommt ein 
zentral unterhalb des Hybridträgers positionierter, induktiver Wegaufnehmer 
(IWA) zum Einsatz. Die Differenz aus sDF und sDb ist mit der Verformung des 
Stahlprofils (sSt) gleichzusetzen und ergibt sich aus Gleichung (4.1). 
s𝐷𝐹 = s𝐷𝑏 + s𝑆𝑡 (4.1) 
Alle Versuche wurden bei der durch den IWA begrenzten maximalen Durch-
biegung von 35 mm oder alternativ bei einem Abfall der Kraft auf 20 % der 
maximal aufgetretenen Kraft (Fmax) beendet. Zusätzlich wurden einzelne Ver-
suche mit einem 3D digitalen Bildkorrelationssystem (englisch: Digital Image 
Correlation, DIC) der Firma GOM GmbH vom Typ Aramis 4M aufgenommen, 
um neben dem Traversenweg auch lokal auftretende Dehnungen in Laminat 
und Stahl aufzuzeichnen. Hierfür muss ein stochastisches Punktmuster auf die 
Prüfkörperoberfläche aufgebracht werden. In der vorliegenden Arbeit wurde 
hierfür zunächst ein weißer Basislack und anschließend das stochastische 
Punktmuster mit schwarzem Lack aufgebracht. So ist es möglich, das Verhal-
ten der einzelnen Hybridträgervarianten zu unterschiedlichen Zeitpunkten 
während der Belastung beschreiben zu können. 
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4.1.2 Ermittlung der mechanischen Eigenschaften 
unter dynamischer Belastung 
Zur Ermittlung des Einflusses der Verformungsgeschwindigkeit auf die me-
chanischen Eigenschaften der Hybridträger wurden Prüfgeschwindigkeiten 
von vPrüf,DynI = 4,25⋅10-3 m/s und vPrüf,DynII = 0,45 m/s gewählt. Die Versuche mit 
4,25⋅10-3 m/s wurden auf der gleichen Prüfmaschine wie die in Abschnitt 4.1.1 
beschriebenen Versuche mit 5⋅10-5 m/s durchgeführt, was es ermöglichte auch 
hier den IWA und die DIC einzusetzen. Für die höheren Belastungsgeschwin-
digkeiten wurde der Versuchsaufbau in eine Hochgeschwindigkeitsprüfma-
schine von ZwickRoell vom Typ Amsler HTM 5020 mit einer maximalen Ver-
fahrgeschwindigkeit von 20 m/s und einer Kapazität der Kraftmessung von 
50 kN eingebaut. Da es bei diesen hohen Belastungsgeschwindigkeiten nicht 
möglich war IWA oder 3D-DIC zum Einsatz zu bringen, wurde eine Hochge-
schwindigkeitskamera der Imaging Solutions GmbH vom Typ IDT Os8-S3 ge-
nutzt. Mit Hilfe der aufgenommenen Bilder und den zugehörigen Zeitstempeln 
war es möglich, einzelne Schädigungsmechanismen definierten Punkten in den 
aufgenommenen Kraft-Weg-Kurven zuzuordnen. Die Aufnahme der Bilder er-
folgte mit einer Frequenz von 1 kHz. 
4.1.3 Ermittlung der mechanischen Eigenschaften bei 
zyklischer Belastung 
Zur Beschreibung des Ermüdungsverhaltens der Hybridträger wurden Versu-
che bei zyklischer Belastung durchgeführt. Hieraus wird ein Bauteil-Wöhlerdi-
agramm erstellt. Weiterhin wird die Anwendbarkeit von Lebensdauerprogno-
sen überprüft. 
Das Verhalten der Hybridträger unter zyklischer Last wurde an einer servohyd-
raulischen Prüfmaschine der Bauart Schenck mit einer 100 kN Kraftmessdose 
von Interface untersucht. Die Versuchssteuerung und Aufzeichnung der Daten 
erfolgte mit der Software Test&Motion von Doli Elektronik. Es wurden zykli-
sche Lasten mit einem Lastverhältnis von R = 0,1 unter Druckmittellast mit ei-
ner Frequenz von 3 Hz aufgebracht. Auch hier kam der in Abbildung 4.1 be-
schriebene Aufbau zum Einsatz, wobei kein induktiver Wegaufnehmer 
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verwendet werden konnte. Daher erfolgte die Wegmessung direkt über die Tra-
verse. Dies hat zur Folge, dass ein Vergleich der Versuchsergebnisse auf Basis 
des Traversenweges stattfindet. 
In Tabelle 4.1 sind die maximale Kraft (Fmax), die mittlere Kraft (Fm) und die 
Kraftamplitude (Fa) der ersten Laststufen dargestellt. Nach jeweils 2500 Last-
spielen wird die nächste Laststufe angefahren. 
Tabelle 4.1: Prüfvorschrift der LSV mit Maximalkraft (Fmax), mittlerer Kraft (Fm) und Kraft-
amplitude (Fa) 
Lastniveau Fmax in kN Fm in kN Fa in kN 
1 2,0 1,100 0,900 
2 2,5 1,375 1,125 
3 3,0 1,650 1,350 
4 3,5 1,925 1,575 
… … … … 
4.2 Bauteilnahe Beanspruchung 
Unter bauteilnahen Beanspruchungen versteht man solche, die im Laufe der 
Nutzung der Hybridträger im späteren realen Einsatz auftreten können. Es 
muss zwischen mechanischen und nicht-mechanischen Belastungen unter-
schieden werden. Die nicht-mechanischen Belastungen bei einem Einsatz im 
Automobilbereich werden von einer zyklisch thermischen Beanspruchung und 
dem Einfluss einer korrosiv wirkenden Atmosphäre abgebildet. Die mechani-
sche bauteilnahe Belastung wird durch einen Impact auf der Unterseite des 
Hybridträgers verwirklicht. 
4.2.1 Mechanische Vorschädigung der Hybridträger 
Die mechanische Vorschädigung wurde in Anlehnung an DIN EN 6038 [141] 
durchgeführt. Die Versuche fanden an einem Fallturm der Firma 
Coesfeld vom Typ Magnus 1300 statt. Die Abmessungen und die Geometrie 
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des Versuchsaufbaus sind in Abbildung 4.2 schematisch dargestellt. Durch den 
Einspannrahmen wird gewährleistet, dass der Indenter immer an der gleichen 
Position auf der Rückseite der Hybridträger aufschlägt. Die Schädigung von 
der Rückseite wurde gewählt, da hier der größte Schaden an der Grenzfläche 
zu erwarten ist, ohne Laminat oder Hutprofil stärker zu belasten. 
 
Abbildung 4.2: Versuchsaufbau zur Vorschädigung der verschiedenen Hybridträgervarianten, 
Einheit: mm 
Der Impact wurde mit unterschiedlichen Energien 𝐸𝐼𝑚𝑝 durchgeführt, die sich 
aus unterschiedlichen Fallhöhen ergeben. Die Impactmasse 𝑚, die sich aus der 
Masse des Indenters mit Kraftmessdose, dem Fallrahmen und einer Zusatz-
masse von 5 kg zusammensetzt, wurde konstant gehalten und geht mit 9 kg in 
Gleichung (4.2) ein. In Verbindung mit der Erdbeschleunigung 𝑔 ergeben sich 
aus Gleichung (4.2) die in Tabelle 4.2 gezeigten Fallhöhen (hImp) bei vorher 
festgelegten Impactenergien. Ein Mehrfachimpact des Indenters wurde durch 





Die Energien von 60 J und 100 J wurden nur bei den integralen Hybridträgern 
angewendet, da bei den differentiellen Hybridträgern bereits bei 40 J das Hut-
profil in zwei von fünf Fällen vom Laminat abgeschlagen wurde. Die quasista-
tische Restfestigkeit wurde im Anschluss mittels Drei-Punkt-Biegung ermittelt 
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Tabelle 4.2: Impactenergien und dazugehörige Fallhöhen des Indenters 






4.2.2 Korrosive Belastung der Hybridträger 
Die Vorschädigung der Hybridträger bei feuchter und salzhaltiger Umgebung 
erfolgte in einer am IAM-WK entwickelten Salzsprühnebelkammer [142]. Die 
Parameter wurden, angelehnt an EN ISO 9227:2017 [143], gewählt. Entspre-
chend wurden bei einer Temperatur von 35 °C 1,5 ml einer 
5 %-igen Natriumchloridlösung gleichmäßig versprüht. Von beiden Hybridträ-
gervarianten verweilten je fünf Hybridträger für 48 h und 168 h in der korrosi-
ven Atmosphäre. Im Anschluss an die Entnahme der Hybridträger aus der 
Kammer wurden diese auf einer Waage vom Typ Kern PFB 6K0.05 mit einer 
Genauigkeit von 0,05 g gewogen und die Feuchtigkeitsaufnahme bestimmt. 
Die quasistatische Restfestigkeit wurde im Anschluss mittels Drei-Punkt-Bie-
gung ermittelt (vgl. Abschnitt 4.1.1). 
4.2.3 Thermische Belastung der Hybridträger 
Die zyklisch thermische Beanspruchung findet nach einem Temperaturzyklus 
aus dem Automobilbau (Volkswagen Norm PV 1200 [144]) statt, der in Abbil-
dung 4.3 dargestellt ist. Um die Beanspruchung wie abgebildet umzusetzen, 
wurden fünf Bauteile beider Hybridträgervarianten jeweils für 100 Zyklen in 
einem Klimaschrank der Firma Vötsch vom Typ VCL 7010 dem Tempera-
turzyklus ausgesetzt. Die quasistatische Restfestigkeit wurde im Anschluss 
mittels Drei-Punkt-Biegung ermittelt (vgl. Abschnitt 4.1.1). 
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In diesem Kapitel werden die Ergebnisse der in Kapitel 4 erläuterten Versuche 
für die in Abschnitt 3.1 vorgestellten Hybridträgervarianten vorgestellt und die 
auftretenden Schädigungsmechanismen beschrieben. Das mechanische Ver-
halten bei dynamischer Belastung mit unterschiedlichen Prüfgeschwindigkei-
ten lässt zudem Rückschlüsse auf das Crashverhalten zu. Zur Erarbeitung einer 
Abschätzung der Lebensdauer wurden Laststeigerungsversuche durchgeführt. 
Einstufenversuche bei unterschiedlichen Maximallasten dienen der Erstellung 
von Bauteil-Wöhlerdiagrammen und ermöglichen die Ermittlung der zykli-
schen, mechanischen Eigenschaften und der auftretenden Schädigungsmecha-
nismen. Der Einfluss von bauteilnahen Beanspruchungen auf die quasistati-
schen und zyklischen Eigenschaften rundet die Untersuchungen an den 
Hybridträgern ab. 
5.1 Ergebnisse der quasistatischen und 
dynamischen Versuche 
Zunächst werden die grundsätzlichen mechanischen Eigenschaften der zu un-
tersuchenden Hybridträgervarianten ermittelt und es findet die Identifizierung 
der auftretenden Schädigungsmechanismen statt. Es erfolgt die Durchführung 
von zwei quasistatischen Versuchsreihen, da aufgrund von Relaxationsprozes-
sen im Laminat von einem zeitlichen Einfluss auf die mechanischen Eigen-
schaften auszugehen ist. Ebenso wird hierdurch auch die Vergleichbarkeit der 
zu unterschiedlichen Zeitpunkten durchgeführten Versuche verbessert. Die 
Durchführung der ersten Versuchsreihe erfolgt direkt nach der Fertigung der 
Hybridträger. Diese Versuchsreihe dient dem Vergleich zu dynamischen Ver-
suchen und wird als Ausgangspunkt für die zyklischen Versuche verwendet. 
Die Durchführung der zweiten Versuchsreihe erfolgt nach zweimonatiger La-
gerung direkt vor den Versuchen zum Einfluss der bauteilnahen Beanspru-
chungen. Ebenso lassen sich so Rückschlüsse auf den Einfluss des zeitlichen 
Abstandes zwischen Fertigung und Prüfung/Anwendung ableiten. 
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5.1.1 Quasistatische Beanspruchung 
Differentielle Hybridträger 
Die Versuchsreihe direkt nach der Fertigung der differentiellen Hybridträger 
umfasste fünf Hybridträger, deren Kraft-Weg-Kurven in Abbildung 5.1 ge-
zeigt sind. Die Auftragung der gemessenen Kräfte erfolgt in Abhängigkeit des 
Traversenweges sDF. Anhand des hervorgehobenen, repräsentativen Verlaufs 
findet die eindeutige Zuordnung der auftretenden Mechanismen statt und es 
erfolgt der Vergleich mit weiteren Versuchen. Bei allen durchgeführten Ver-
suchen ist ein ähnlicher Kurvenverlauf mit einem zunächst starken Anstieg der 
Kraft, einem deutlichen Abflachen bei ca. 6 kN, gefolgt von einem weiteren 
Anstieg mit geringerer Steigung zu erkennen. Im weiteren Verlauf prägen un-
terschiedlich große Kraftabfälle die Kurvenverläufe. In deren Folge wird eine 
geringere Steigung der Kraft-Weg-Kurven beobachtet, bis Fmax erreicht wird. 
Nach Erreichen von Fmax sinken die Kräfte, bis es zu einem letzten deutlichen 
Einbruch kommt und die Hybridträger sich am Ende des Versuchs bei einem 
maximalen Traversenweg von ca. 45 mm wiederum auf nahezu identischem 
Kraftniveau befinden. Das Ende der Versuche wird durch die maximal mögli-
che Messlänge des IWA von 35 mm bestimmt. 
 
Abbildung 5.1: Kraft-Weg-Kurven der differentiellen Hybridträger der Versuchsreihe direkt 
nach der Fertigung im Drei-Punkt-Biege-Versuch, Daten aus [134]# 
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Die Versuchsreihe nach zweimonatiger Lagerung umfasst vier differentielle 
Hybridträger. Der prinzipielle Kurvenverlauf unterscheidet sich wiederum 
nicht von dem der Versuchsreihe direkt nach der Fertigung (vgl. Abbildung 5.1 
und Abbildung 5.2). Bei einem der Hybridträger tritt der erste Kraftabfall zu 
einem deutlich späteren Zeitpunkt im Verlauf des Versuchs auf und fällt deut-
lich stärker aus. Die aufgezeichneten Kraft-Weg-Kurven zeigen bis zum Ein-
tritt der ersten Kraftabfälle einen nahezu identischen Verlauf, separieren sich 
aber dann stärker, als es bei den Verläufen der Versuchsreihe direkt nach der 
Fertigung der Fall ist. 
 
Abbildung 5.2: Kraft-Weg-Kurven der differentiellen Hybridträger der Versuchsreihe nach 
zweimonatiger Lagerung im Drei-Punkt-Biege-Versuch, Daten aus [134]# 
Anhand der zuvor beschriebenen Kurven lassen sich die Fmax-Werte der ein-
zelnen Versuche ermitteln. Diese sind in Tabelle 5.1 für beide Versuchsreihen 
zusammengefasst. Die mittleren Fmax-Werte der Versuchsreihe nach zweimo-
natiger Lagerung liegen über denen der Versuchsreihe direkt nach der Ferti-
gung. Diese sind aber nicht nur auf den deutlichen Ausreißer zurückzuführen, 
wie an den einzelnen Werten aus Tabelle 5.1 zu erkennen ist. Die Streuung der 






Tabelle 5.1: Ergebnisse der quasistatischen Versuchsreihen der differentiellen Hybridträger 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
1. Reihe 2. Reihe 
1 12,2 12,0 
2 12,0 16,4 
3 12,0 12,9 
4 12,2 13,3 
5 12,0 - 
MW 12,1 ± 0,1 13,7 ± 1,9 
Die gezeigten Kraft-Weg-Kurven lassen sich in vier unterschiedliche Bereiche 
einteilen, die von unterschiedlichen Schädigungsmechanismen dominiert wer-
den. Die in Abbildung 5.3 gezeigte Einteilung erfolgt anhand von Versuchsbe-
obachtungen, anhand von während den Versuchen aufgenommenen Bildern 
(vgl. Abbildung 5.5) und anhand der Abhängigkeiten aus Gleichung (4.1). 
 
Abbildung 5.3: Repräsentatives Kraft-Weg-Diagramm zur Beschreibung des Schädigungsver-
laufes der differentiellen Hybridträger im Drei-Punkt-Biege-Versuch mit den 
vier Schädigungsbereichen (I-IV) und dazu gehörigen charakteristischen Schä-
digungsmechanismen (1-5), Daten aus [134, 145]# 
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Bereich I wird durch eine lokale Deformation des Stahlprofils im Kontaktbe-
reich der Druckfinne dominiert (vgl. Abbildung 5.5 a)) und es findet annähernd 
keine Durchbiegung des Laminats statt. 
Im Übergang von Bereich I zu II ist zunächst ein Abflachen der Kraft-Weg-
Kurve zu erkennen, das auf ein Beulen des Hutprofils (Punkt 1 in Abbil-
dung 5.3) und eine Kompression des darunterliegenden Schaumstoffkerns zu-
rückzuführen ist. Im weiteren Verlauf dringt die Druckfinne weiter in das Hut-
profil ein, welches weiter an den Kanten ausbeult. Das Ende dieses Bereichs 
ist durch ein deutliches Abflachen von sSt gekennzeichnet. 
Der erste starke Kraftabfall kennzeichnet den Übergang von Bereich II zu III 
und wird durch das Erstversagen der CFK/Stahl-Grenzfläche (Punkt 2 in Ab-
bildung 5.3) an einem Ende des Hutprofils ausgelöst (vgl. Abbildung 5.5 c)). 
Wie stark dieser Kraftabfall ausfällt, ist davon abhängig, wie großflächig die 
Grenzfläche versagt. Im weiteren Verlauf ist eine geringere Steigung der Kraft-
Weg-Kurve als zuvor zu beobachten. Mit zunehmender Schädigung der Grenz-
fläche flacht die Kraft-Weg-Kurve ab. Fmax wird erreicht, wenn die Schädigung 
der Grenzfläche die Hybridträgermitte an Punkt 3 überschreitet. Ist diesem 
Punkt auch das Erstversagen der Grenzfläche zuzuordnen, versagt diese 
schlagartig bis zur Hybridträgermitte. Im weiteren Verlauf versagt die Grenz-
fläche über die Mitte hinaus weiter und die Kraft sinkt ebenfalls ab, bis es an 
Punkt 4 zur vollständigen Ablösung des Hutprofils von der CFK-Platte kommt. 
Das Grenzflächenversagen erfolgt in allen Fällen adhäsiv an der CFK/Stahl-
Grenzfläche, wie in Abbildung 5.4 gezeigt ist. 
 
Abbildung 5.4: Adhäsives Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche. 
a) CFK-Seite der Grenzfläche, mit Poren, nach dem Versagen, 




a) Bereich I 
 
b) Bereich II 
 
c) Bereich III 
 
d) Bereich IV 
Abbildung 5.5: Exemplarische Bilder der einzelnen Schädigungsbereiche eines differentiellen 
Hybridträgers, nach [134]# 
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An Punkt 5 kommt es schlagartig zu einem Riss auf der Laminatoberseite zwi-
schen der Kante der Schaumkernelemente und dem Rand des CFK-Laminats 
(vgl. Abbildung 5.5 d)). Ab diesem Punkt findet keine weitere Zunahme der 
Verformung des Stahlprofils mehr statt und der Riss breitet sich im weiteren 
Verlauf des Versuchs ausgehend vom Laminatrand auch auf der Laminatun-
terseite aus. Abbildung 5.6 zeigt einen CT-Querschnitt eines differentiellen 
Hybridträgers nach einem Drei-Punkt-Biege-Versuch. Zu erkennen sind das 
Laminat, die einzelnen Schaumkernelemente, das Stahl-Hutprofil und auch die 
Epoxidharzbereiche zwischen den Schaumkernelementen, die diese miteinan-
der verkleben. 
 
Abbildung 5.6: CT-Querschnitt eines Hybridträgers nach dem Drei-Punkt-Biege-Versuch im 
Bereich des Kontaktpunktes der Druckfinne, nach [145]# 
Integrale Hybridträger 
Wie zuvor bei den differentiellen Hybridträgern wird auch bei den integralen 
Hybridträgern je eine Versuchsreihe direkt im Anschluss an die Fertigung und 
eine nach zweimonatiger Lagerung, zum Zeitpunkt der Versuche zum Einfluss 
der bauteilnahen Beanspruchung, geprüft. Der Einfluss der Konsolidierungs-
temperatur (TKons) auf die mechanischen Eigenschaften wird hingegen nur bei 
den integralen Hybridträgern untersucht. Hierzu erfolgt neben den beiden zu-
vor beschriebenen Versuchsreihen an bei TKons,I = 80 °C gefertigten Hybridträ-
gern, noch je eine Versuchsreihe an bei TKons,II = 100 °C und TKons,III = 120 °C 
gefertigten integralen Hybridträgern. 
In Abbildung 5.7 sind die Kraft-Weg-Kurven fünf integraler Hybridträger der 
Versuchsreihe direkt nach der Fertigung zu sehen. Anhand der hervorgehobe-
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nen, repräsentativen Kurve ist eine eindeutige Zuordnung der Schädigungsme-
chanismen möglich und wird zum Vergleich zu anderen Versuchen herange-
zogen. Alle Kurven zeigen einen ähnlichen Verlauf mit einem steilen Anstieg 
der Kraft bis ca. 6 kN. Im weiteren Verlauf ist eine geringere Steigung als in 
Bereich I der Kraft-Weg-Kurven zu beobachten. Ab einem Traversenweg von 
ca. 18 mm ist eine Zunahme der Steigung zu beobachten, die erst kurz vor Er-
reichen von Fmax deutlich abflacht. Bis der Versuch bei der maximal möglichen 
Durchbiegung (sDb) von 35 mm abgebrochen wird, sinkt die Kraft gleichmäßig 
ab. Der Kraftabfall nach Erreichen von Fmax fällt unterschiedlich stark aus. Al-
lein anhand der Kraft-Weg-Kurven sind die einzelnen Schädigungspunkte we-
niger deutlich auszumachen als bei den differentiellen Hybridträgern. 
 
Abbildung 5.7: Kraft-Weg-Kurven der integralen Hybridträger der Versuchsreihe direkt nach 
der Fertigung im Drei-Punkt-Biege-Versuch, Daten aus [134]# 
Die Versuchsreihe nach zweimonatiger Lagerung bestand aus drei integralen 
Hybridträgern, deren Kraft-Weg-Kurven in Abbildung 5.8 dargestellt sind. 
Der grundsätzlich zu beobachtende Kurvenverlauf ist derselbe wie der der in 
der Versuchsreihe direkt nach der Fertigung. Neben dem ersten steilen Anstieg 
der Kraft bis auf ca. 6 kN und der im Anschluss deutlich flacheren Steigung 
der Kurve ist auch die geringfügige Zunahme der Steigung bis kurz vor Errei-
chen von Fmax und der folgende gleichmäßige Abfall zu erkennen. Der Unter-
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schied besteht darin, dass die einzelnen Kurven deutlich geringere Abweichun-
gen voneinander zeigen. Dies ist nicht nur für den Verlauf bis Fmax, sondern 
insbesondere auch für den folgenden Kraftabfall der Fall. 
 
Abbildung 5.8: Kraft-Weg-Kurven der integralen Hybridträger der Versuchsreihe nach zwei-
monatiger Lagerung im Drei-Punkt-Biege-Versuch, Daten aus [134]# 
Die direkt anhand der Kurven ermittelten Fmax-Werte für die Versuche der bei-
den Versuchsreihen zu TKons,I sind in Tabelle 5.2 zusammengefasst. Die mitt-
lere Fmax der zweiten Versuchsreihe liegt mit 16,9 kN über der der ersten Ver-
suchsreihe mit 16,4 kN bei einer vergleichbaren Streuung. 
Tabelle 5.2: Ergebnisse der quasistatischen Versuchsreihen der integralen Hybridträger nach 
Konsolidierung bei TKons,I 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
1. Reihe 2. Reihe 
1 15,8 16,9 
2 16,6 16,7 
3 16,4 17,2 
4 16,5 - 
5 16,9 - 
MW 16,4 ± 0,4 16,9 ± 0,2 
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Wie auch schon zuvor bei den differentiellen Hybridträgern, lässt sich auch bei 
den integralen Hybridträgern aus sDF und sDb anhand Gleichung (4.1) sSt er-
rechnen. Eine Einteilung der Kraft-Weg-Kurven in vier Bereiche (I, II, III und 
IV), deren Übergänge durch drei charakteristische Schädigungspunkte 
(1-3) in Abbildung 5.9 gekennzeichnet sind, findet anhand dieser zusätzlichen 
Kurven und während den Versuchen aufgenommenen Bildern statt. 
 
Abbildung 5.9: Repräsentatives Kraft-Weg-Diagramm zur Beschreibung des Schädigungsver-
laufes der integralen Hybridträger im Drei-Punkt-Biege-Versuch mit den vier 
Schädigungsbereichen (I-IV) und dazu gehörigen charakteristischen Schädi-
gungsmechanismen (1-3), Daten aus [134, 145]# 
In Bereich I beschränkt sich die Verformung wie auch bei den differentiellen 
Hybridträgern auf einen kleinen Bereich des Hutprofils direkt am Kontakt-
punkt der Druckfinne. Ebenso ist der Übergang zu Bereich II, wie in Abbil-
dung 5.10 a) gezeigt, durch das beginnende Beulen der Kanten des Hutprofils 
gekennzeichnet (Punkt 1). Ab der Zunahme der Steigung bei einem Traversen-
weg von ca. 18 mm dominiert die Durchbiegung des CFK-Laminats die Ver-
formung. Das Beulen des Stahlprofils nimmt nur noch geringfügig zu, da ein 
nahezu rechteckiger Querschnitt erreicht wird, was eine höhere Gesamtsteifig-
keit der Hybridträger zur Folge hat. 
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a) Bereich II 
 
b) Bereich III 
 
c) Bereich IV 
Abbildung 5.10: Exemplarische Bilder der einzelnen Schädigungspunkte der integralen 
Hybridträger, nach [134]# 
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Der Übergang von Bereich II zu III ist durch die Initiierung eines Risses in der 
Laminatoberseite an der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche gekenn-
zeichnet (vgl. Abbildung 5.10 b)). Im weiteren Verlauf breitet sich der Riss 
weiter in Richtung des Laminatrandes aus. An Punkt 3 erreicht der Riss auf der 
Laminatoberseite den Laminatrand, wodurch auch gleichzeitig Fmax erreicht 
wird. 
Bereich IV ist durch eine allmähliche Ausbreitung der Schädigung auf der La-
minatunterseite, ausgehend vom Rand des Laminats, gekennzeichnet und ist in 
Abbildung 5.10 c) zu sehen. Diese Rissausbreitung hat zur Folge, dass die 
Kraft im weiteren Verlauf bis zum Abbruch zunächst langsam und dann immer 
stärker abfällt. Die Rissausbreitung stoppt, wie in Abbildung 5.11 zu sehen, 
auf der Laminatunterseite an der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche. Ein 
vollständiges Versagen der Hybridträger oder einer der Komponenten ist bei 
keinem der Versuche zu beobachten. 
 
Abbildung 5.11: Schäden an der Laminatunterseite eines exemplarischen integralen Hybridträ-
gers nach der quasistatischen Drei-Punkt-Biegung, nach [134]# 
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Einfluss der Konsolidierungstemperatur auf die mechanischen 
Eigenschaften der integralen Hybridträger 
Die Kraft-Weg-Kurven der Versuche zum Einfluss der Konsolidierungstem-
peratur der integralen Hybridträger unterscheiden sich nicht maßgeblich von 
denen der beiden Versuchsreihen bei TKons,I. 
Die zuvor beschriebenen Schädigungsmechanismen und charakteristischen 
Bereiche sind ebenfalls in den aufgezeichneten Kraft-Weg-Kurven zu finden. 
In Tabelle 5.3 sind neben den Fmax-Werten der Versuchsreihe direkt nach der 
Fertigung mit TKons,I auch die der Versuchsreihen mit TKons,II und TKons,III ge-
zeigt. Die mittleren Fmax-Werte bei fünf geprüften integralen Hybridträgern mit 
TKons,II und sechs geprüften integralen Hybridträgern mit TKons,III unterscheiden 
sich ebenfalls nicht von denen bei TKons,I. 
Tabelle 5.3: Ergebnisse der Versuchsreihen der integralen Hybridträger zu unterschiedlichen 
Konsolidierungstemperaturen (TKons) im Drei-Punkt-Biege-Versuch 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
TKons,I TKons,II TKons,III 
1 15,8 16,7 16,1 
2 16,6 15,8 15,8 
3 16,4 16,6 17,4 
4 16,5 16,5 16,7 
5 16,9 16,3 15,6 
6 - - 17,1 





5.1.2 Dynamische Beanspruchung 
Neben den quasistatischen Versuchen bei einer Prüfgeschwindigkeit von 
vPrüf = 5 ⋅ 10-5 m/s (vPrüf,QS) wurden, wie in 4.1.2 beschrieben, Versuche bei 
4,25 ⋅ 10-3 m/s (vPrüf,DynI) und 0,45 m/s (vPrüf,DynII) durchgeführt, die der Ermitt-
lung der mechanischen Eigenschaften und des Schädigungsverhaltens bei dy-
namischer Belastung dienen. 
Differentielle Hybridträger 
Abbildung 5.12 zeigt repräsentative Kraft-Weg-Kurven der differentiellen 
Hybridträger für alle vier Prüfgeschwindigkeiten. Alle Kraft-Weg-Kurven der 
drei niedrigeren Prüfgeschwindigkeiten weisen einen grundsätzlich ähnlichen 
Verlauf auf. Es sind die in 5.1.1 beschriebenen Schädigungspunkte und Berei-
che zu erkennen. Die Kurven sind jedoch als Ganzes zu höheren Lasten ver-
schoben. 
 
Abbildung 5.12: Repräsentative Kraft-Weg-Kurven der differentiellen Hybridträger bei unter-
schiedlichen Prüfgeschwindigkeiten und relevante Schädigungspunkte (vgl. 
Abbildung 5.3), Daten aus [134]# 
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Wie in Abbildung 5.12 zu sehen ist, nehmen die auftretenden maximalen 
Kräfte und auch der Punkt (Punkt 1 in Abbildung 5.12), ab dem es zum Beulen 
des Hutprofils kommt, mit steigender Prüfgeschwindigkeit zu. Der erste deut-
liche Kraftabfall am Übergang von Bereich II zu III (Punkt 2 in Abbil-
dung 5.12) fällt mit erhöhter Prüfgeschwindigkeit ebenfalls stärker aus und 
wird durch ein schlagartiges, großflächiges Versagen der Grenzfläche ausge-
löst (vgl. Abbildung 5.13). Bei Hybridträgern, bei denen Fmax mit dem Erstver-
sagen der Klebung zusammen fällt, versagt die CFK/Stahl-Grenzfläche schlag-
artig bis über die Mitte des Hybridträgers hinaus. Dieses Verhalten ist in 
Abbildung 5.13 an einem mit einer Prüfgeschwindigkeit von 0,45 m/s belaste-
ten differentiellen Hybridträger zu sehen. Alle geprüften Hybridträger weisen 
adhäsives Versagen an der CFK/Stahl-Grenzfläche auf (vgl. Abbildung 5.4). 
 
Abbildung 5.13: Repräsentatives Schadensbild eines mit 0,45 m/s geprüften differentiellen Hyb-
ridträgers am Übergang von Bereich II zu III und dem einhergehenden großflä-
chigem Erstversagen der Klebung, nach [134]# 
In Tabelle 5.4 sind die maximal auftretenden Kräfte aller Versuche zu dem 
dynamischen Verhalten der differentiellen Hybridträger zu sehen. Zu beobach-
ten ist der deutliche Anstieg von Fmax in Verbindung mit einer ebenfalls deut-




Tabelle 5.4: Maximal auftretende Kräfte (Fmax) der differentiellen Hybridträger in Abhängigkeit 
von der Prüfgeschwindigkeit 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
vPrüf,QS vPrüf,DynI vPrüf,DynII 
1 12,2 13,2 16,7 
2 12,0 13,6 19,7 
3 12,0 14,7 22,0 
4 12,2 15,5 18,0 
5 12,0 13,9 15,6 
6 - - 18,0 
MW 12,1 ± 0,1 14,2 ± 0,9 18,3 ± 2,3 
Integrale Hybridträger 
In Abbildung 5.14 sind die repräsentativen Kraft-Weg-Kurven der integralen 
Hybridträger zu den drei Prüfgeschwindigkeiten gezeigt. Wie schon zuvor bei 
den differentiellen Hybridträgern weisen auch bei den integralen Hybridträ-
gern die Kurven einen grundsätzlich ähnlichen Verlauf auf. 
 
Abbildung 5.14: Repräsentative Kraft-Weg-Verläufe der integralen Hybridträger bei unter-
schiedlichen Prüfgeschwindigkeiten und relevante Schädigungspunkte (vgl. 
Abbildung 5.9), Daten aus [134]# 
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Die Kraft-Weg-Kurven und die aufgenommenen Bilder lassen eine Zuordnung 
der in 5.1.1 beschriebenen Bereiche und der charakteristischen Schäden zu. 
Mit steigender Prüfgeschwindigkeit sind die aufgezeichneten Kurven über den 
gesamten Bereich zu höheren Kräften verschoben. Es erfolgt zunächst das 
Beulen der Hutprofilkanten (Punkt 1 der jeweiligen Kurve in Abbildung 5.14), 
gefolgt von der Initiierung eines Risses an der Spitze der mittleren Lasche an 
Punkt 2 innerhalb des markierten Bereichs der Kraft-Weg-Verläufe (vgl. Ab-
bildung 5.15 a)), der mit zunehmender Risslänge (vgl. Abbildung 5.15 b)) zu 
einem Abflachen der Kurve bis zum Erreichen von Fmax (Punkt 3 der jeweili-
gen Kurve in Abbildung 5.14) führt. Nach Beendigung des Versuchs bei einem 
Traversenweg von ca. 45 mm weisen alle integralen Hybridträger zwischen der 
Spitze der mittleren Lasche und dem Rand des Laminats auf der Ober- und 
Unterseite wie in quasistatischen Versuchen einen Riss auf (vgl. Abbil-
dung 5.11). Ein Totalversagen der Hybridträger tritt nicht ein. 
 
a) Rissinitiierung auf der Laminatoberseite bei vPrüf,DynII 
 
b) Rissausbreitung auf der Laminatoberseite bei vPrüf,DynII 
Abbildung 5.15: Repräsentative Bilder von Rissinitiierung und -ausbreitung eines bei vPrüf, DynII 
geprüften integralen Hybridträgers 
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In Tabelle 5.5 sind die Fmax-Werte der einzelnen integralen Hybridträger der 
drei auswertbaren Prüfgeschwindigkeiten zusammengefasst. Wie schon zuvor 
bei den differentiellen Hybridträgern nimmt Fmax mit zunehmender Prüfge-
schwindigkeit zu. Ausgehend von den quasistatischen Versuchen ist bei 
vPrüf,DynII ein Anstieg der Fmax um ca. 26 % zu verzeichnen. Die Streuung der 
Fmax-Werte ist bei allen Prüfgeschwindigkeiten annähernd gleich groß. 
Tabelle 5.5: Maximal auftretende Kräfte (Fmax) der integralen Hybridträger in Abhängigkeit von 
der Prüfgeschwindigkeit 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
vPrüf,QS vPrüf,DynI vPrüf,DynII 
1 15,8 18,0 20,2 
2 16,6 17,5 21,1 
3 16,4 18,1 20,7 
4 16,5 18,4 21,1 
5 16,9 18,1 20,3 
MW 16,4 ± 0,4 18,0 ± 0,3 20,7 ± 0,4 
5.2 Ergebnisse der zyklischen mechanischen 
Versuche 
5.2.1 Laststeigerungsversuche 
Die Charakterisierung der differentiellen und integralen Hybridträger und de-
ren Schädigungsverhalten unter ansteigenden zyklischen Lasten findet in Last-
steigerungsversuchen (LSV) statt. Das Abbruchkriterium der Versuche wurde 
auf Grund des maximal möglichen Maschinenweges auf einen Traversenweg 
von 33 mm gesetzt. Bei der Einstellung der Regelparameter wurde größeren 
Wert auf eine möglichst genaue Ansteuerung im Bereich bis ca. 8 kN gelegt. 
Bei größeren Lasten führen die im Vergleich zur aufgebrachten Last sehr klei-
nen Wegamplituden (sa) dazu, dass es nicht möglich war Regelparameter zu 
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finden, die für alle Laststufen und Traversenwege gleichermaßen gut funktio-
nierten. Daher sind insbesondere bei den Laststufen über Fmax = 8 kN Abwei-
chung von den vorgegebenen Fmax-Werten möglich, wie in Tabelle 5.6 und Ta-
belle 5.7 zu sehen ist. 
Differentielle Hybridträger 
Abbildung 5.16 zeigt einen repräsentativen Weg-Lastspielzahl-Verlauf eines 
differentiellen Hybridträgers im LSV. Aufgetragen ist sowohl der Traversen-
weg (s) am unteren Totpunkt der zyklischen Last (smax), als auch der Traver-
senweg am oberen Totpunkt (smin) gegen die Lastspielzahl (N). Die Verläufe 
lassen sich nach den jeweils dominierenden Schädigungsmechanismen in vier 
Bereiche (I-IV) einteilen. Die Zuordnung der wirkenden Mechanismen findet 
anhand der während den Versuchen aufgenommenen Bildern (Abbil-
dung 5.17 a) bis d)) und anhand der passiven Thermografie (Abbildung 5.18  a) 
bis d)) statt. 
 
Abbildung 5.16: Repräsentatives Weg-Lastspielzahl-Diagramm eines differentiellen Hybridträ-
gers im LSV mit charakteristischen Schädigungsbereichen (I-IV), nach [134]# 
Bereich I ist wie bei den quasistatischen Versuchen (vgl. Abschnitt 5.1.1) 
dadurch gekennzeichnet, dass sich die Verformung auf den Bereich direkt am 
Kontaktpunkt der Druckfinne beschränkt und im restlichen Hybridträger na-




a) Bereich I (N ≈ 7000, Fmax = 3,0 kN) 
 
b) Bereich II (N ≈ 47000, Fmax = 11,0 kN) 
 
c) Bereich III (N ≈ 49000, Fmax = 11,5 kN) 
 
d) Bereich IV (N ≈ 53000, Fmax = 12,5 kN) 
Abbildung 5.17: Exemplarische Bilder der einzelnen Schädigungsbereiche eines differentiellen 
Hybridträgers im LSV, nach [134]# 
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Der Übergang zu Bereich II ist durch den Beginn des Beulens der Hutprofil-
kanten gekennzeichnet. Hierdurch kommt es zu einer deutlich stärkeren Zu-
nahme von smin und smax. Im weiteren Verlauf von Bereich II beulen die Kanten 
des Hutprofils immer weiter aus und neben smin und smax nimmt auch sa zu, 
was zu einer starken Erwärmung im Beulbereich aber auch im restlichen Hyb-
ridträger, besonders auf der Seite der Ablösung in der folgenden Laststufe, 
führt (vgl. Abbildung 5.18  a)). 
 
a) Bereich II (N ≈ 44000, Fmax = 10,5 kN) 
 
b) Bereich III (N ≈ 48000, Fmax = 11,5 kN) 
 
c) Bereich IV (N ≈ 54000, Fmax = 12,5 kN) 
Abbildung 5.18: Passive Thermographie-Aufnahmen eines exemplarischen differentiellen Hyb-
ridträgers im Verlauf eines LSV 
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Das in Abbildung 5.17 b) gezeigte Erstversagen der CFK/Stahl-Grenzfläche ist 
ebenfalls durch eine starke Erwärmung des Endes des Hutprofils (vgl. Abbil-
dung 5.18  b)), an dem die Ablösung stattfindet, gekennzeichnet. Der Übergang 
von Bereich II zu Bereich III ist ebenfalls hierdurch gekennzeichnet. Mit fort-
schreitender Lastspielzahl und weiterer Erhöhung von Fmax breitet sich die Ab-
lösung der Grenzfläche weiter zur Hybridträgermitte hinaus (vgl. Abbil-
dung 5.17 c)). Die Erwärmung der abgelösten Seite des Hutprofils nimmt 
ebenfalls deutlich zu (vgl. Abbildung 5.18  c)). Überschreitet die Ablösung die 
Hybridträgermitte (vgl. Abbildung 5.17 d)), kommt es zu einer rapiden Zu-
nahme von smin und smax, welche den Übergang zu Bereich IV darstellt. 
In Tabelle 5.6 sind die Fmax-Werte bei Erreichen des Abbruchkriteriums von 
s ≥ 33 mm der geprüften differentiellen Hybridträger zusammengefasst. Im 
Mittel tritt das Versagen auf der Laststufe mit Fmax = 13,5 kN ein und liegt da-
mit auf dem gleichen Niveau wie die quasistatischen Versuche. 
Tabelle 5.6: Fmax Werte der differentiellen Hybridträger im LSV bei Erreichen des maximalen 
Maschinenwegs 






MW 13,5 ± 0,5 
Integrale Hybridträger 
Abbildung 5.19 zeigt einen repräsentativen Verlauf von smin und smax aufgetra-
gen gegen N eines integralen Hybridträgers. Anhand aufgenommener Bilder 
und durch passive Thermografie lassen sich auch diese Verläufe wieder in vier 
Bereiche mit unterschiedlichem mechanischem Verhalten einteilen.  
In Bereiche I beschränkt sich die Verformung lokal auf den Kontaktpunkt der 
Druckfinne auf dem Stahlprofil ohne eine sichtliche Verformung des restlichen 
Hybridträgers. Ab dem Übergang von Bereich I zu Bereich II, bei einer Fmax 
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von 6 kN, beulen die Kanten des Hutprofils aus (vgl. Abbildung 5.21 a) und 
Abbildung 5.21 b)) und es findet, wie in Abbildung 5.20 a) zu sehen ist, eine 
stärkere Erwärmung des Hutprofils im Bereich um die Druckfinne statt. Im 
weiteren Verlauf von Bereich II steigen smin, smax und auch sa kontinuierlich 
an und auch die Erwärmung des Hutprofils nimmt, wie in Abbildung 5.20 b) 
zu sehen ist, zu. Der Übergang von Bereich II zu Bereich III ist durch ein Ab-
flachen des Kurvenverlaufs in Abbildung 5.19 gekennzeichnet. Ebenso ist ein 
Abkühlen (vgl. Abbildung 5.20 c)) des Hutprofils und anhand der aufgenom-
menen Bilder nahezu keine weitere Verformung des Hutprofils in Bereich III 
zu erkennen (vgl. Abbildung 5.21 c)). Im Laminat konnten keine Temperatur-
veränderungen beobachtet werden. 
 
Abbildung 5.19: Repräsentatives Weg-Lastspielzahl-Diagramm eines integralen Hybridträgers 




a) Übergang Bereich I/II (N ≈ 20000, Fmax = 6 kN) 
 
b) Bereich II (N ≈ 40000, Fmax = 10 kN) 
 
c) Bereich III (N ≈ 60000, Fmax = 14 kN) 
Abbildung 5.20: Passive Thermographie-Aufnahmen eines exemplarischen integralen Hybrid-
trägers im Verlauf eines LSV im Einflussbereich der Druckfinne, nach [134]# 
Der Übergang von Bereich III zu Bereich IV ist durch die Initiierung des be-
reits in quasistatischen Versuchen aufgetretenen Risses auf der Laminatober-
seite, ausgehend von der Spitze der mittleren Lasche, gekennzeichnet. In Be-
reich IV kommt es nach einer weiteren Erhöhung von Fmax zu einer starken 
Zunahme von smax und smin und der Riss auf der Laminatoberseite breitet sich 
bis an den Rand des Laminates aus (vgl. Abbildung 5.21d)). 
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a) Ende von Bereich I (N ≈ 9000, Fmax = 3,5 kN) 
 
b) Ende von Bereich II (N ≈ 52000, Fmax = 12,0 kN) 
 
c) Rissinitiierung am Beginn von Bereich IV (N ≈ 68000, Fmax = 15,5 kN) 
 
d) Rissausbreitung in Bereich IV (N ≈ 71000, Fmax = 16,0 kN) 
Abbildung 5.21: Exemplarische Bilder der einzelnen Schädigungsbereiche eines integralen 
Hybridträgers im LSV 
5 Ergebnisse 
100 
Nach Beendigung des Versuchs ist ein Knick im Laminat auf der Unterseite 
zu erkennen. Auf der Oberseite des Hybridträgers sind neben dem Riss im La-
minat auf beiden Seiten des Hutprofils auch die in Abbildung 5.22 gekenn-
zeichneten Risse entlang der gebeulten Profilkanten im Kontaktbereich der 
Druckfinne zu beobachten. 
 
Abbildung 5.22: Schäden auf der Oberseite eines integralen Hybridträgers nach einem LSV, 
nach [134]# 
In Tabelle 5.7 sind die Fmax-Werte der LSV bei Erreichen des maximalen Ma-
schinenweges für die geprüften integralen Hybridträger gezeigt. Im Mittel wird 
die Laststufe mit einer vorgegebenen Kraft von Fmax = 15,5 kN erreicht und die 
Fmax-Werte streuen um ca. ± 1 kN. 
Tabelle 5.7: Fmax Werte der integralen Hybridträger im LSV bei Erreichen des maximalen Ma-
schinenwegs 






MW 15,7 ± 1,0 
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5.2.2 Wöhlerversuche 
Zur Ermittlung von Bauteil-Wöhlerdiagrammen werden, wie in Ab-
schnitt 2.1.3 beschrieben, ESV mit einer über den gesamten Verlauf konstan-
ten Lastamplitude durchgeführt. Als Grenzlastspielzahl (NG), ab der ein Ver-
such als Durchläufer deklariert wird, werden 1 ⋅ 106 Lastspiele definiert. Ziel 
der ESV ist es das makroskopische Ermüdungsverhalten der Hybridträger als 
Ganzes, aber auch der einzelnen Komponenten, zu charakterisieren. Ein be-
sonderes Augenmerk wird auf die einzelnen in den Komponenten auftretenden 
Schädigungsmechanismen und deren Einfluss auf das Bauteilverhalten gelegt. 
In Tabelle 5.8 sind Fmax, Fm und Fa der durchzuführenden ESV zusammenge-
fasst. Insbesondere der Bereich um Fmax = 4 kN bis Fmax = 8 kN, der Übergang 
von Bereich I zu II aus 5.1.1, wird hier durch eine geringere Abstufung der 
Lasten genauer abgebildet. 
Tabelle 5.8: Prüfvorschrift der LSV mit Maximalkraft (Fmax), mittlerer Kraft (Fm), Kraft-
amplitude (Fa) und Lastspielzahl (N) 
Fmax in kN Fm in kN Fa in kN 
4,0 2,20 1,80 
5,0 2,75 2,25 
6,0 3,30 2,70 
7,0 3,85 3,15 
8,0 4,40 3,60 
10,0 5,50 4,50 
12,0 6,60 5,40 
14,0 7,70 6,30 
16,0 8,80 7,20 
Differentielle Hybridträger 
Im Verlauf der Versuche treten, je nach Laststufe aus Tabelle 5.8 und Last-
spielzahl, Schäden am Stahlprofil und an der Grenzfläche zwischen CFK-La-
minat und Stahl auf. Abbildung 5.23 zeigt, dass sich aus den Beobachtungen 
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der ESV ergebende Bauteil-Wöhlerdiagramm. Aufgetragen sind die Maximal-
kräfte je Lastspiel (Fmax) gegen die auf die Kraft bezogene Bruchlastspielzahl 
(NF). Die auftretenden Schädigungsmechanismen sind durch die unterschied-
lichen Symbole kenntlich gemacht und werden in den folgenden Absätzen nä-
her beschrieben. 
 
Abbildung 5.23: Bauteil-Wöhlerdiagramm der verschiedenen Schädigungsmechanismen der dif-
ferentiellen Hybridträger, Daten teilweise aus [134]#. Abbildung 5.24 b) zeigt 
das Versagen des Metalls und Abbildung 5.24 d) das Versagen der Grenzflä-
che. 
Bei Versuchen mit einer Fmax ≤ 5 kN tritt außer einer geringfügigen Deforma-
tion im Kontaktbereich der Druckfinne keine weitere Schädigung ein (vgl. Ab-
bildung 5.24 a)). Die Schädigung des Hutprofils tritt zunächst durch die Ent-
stehung von Rissen an den gebeulten Kanten im Kontaktbereich der 
Druckfinne ein. Abbildung 5.24 b) zeigt ein repräsentatives Schadensbild eines 
differentiellen Hybridträgers nach einem ESV mit Fmax = 7 kN. Diese Risse im 
Stahlprofil stellen das in Abbildung 5.23 angegebene Versagen des Metalls 
dar. Da diese Risse im laufenden Versuch von der Druckfinne verdeckt wer-
den, können deren Längen nicht direkt gemessen werden. Daher wird das Ver-
sagen des Hutprofils anhand der Weg-Lastspielzahldiagramme definiert. 
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a) Geringfügige plastische Deformation des Hutprofils im Kontaktbereich der Druckfinne 
nach einem ESV mit Fmax = 5 kN 
 
b) Aufnahme eines Risses, der das Versagen des Metalls in Abbildung 5.23 zeigt, in einem 
unterbrochenen ESV mit Fmax = 7 kN, nach [134]# 
 
c) Schadensbild eines differentiellen Hybridträger, nach ESV mit Fmax = 10 kN, nach [134]# 
 
d) Schadensbild eines differentiellen Hybridträgers nach ESV mit Fmax = 12 kN, [134]# 
Abbildung 5.24: Schadensbilder der differentiellen Hybridträger nach ESV 
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In Abbildung 5.25, die zwei repräsentative smax-Verläufe in Abhängigkeit von 
der Lastspielzahl zeigt, ist jeweils eine starke Zunahme von smax im Bereich 
N > 104 zu beobachten. Dieser Bereich konnte durch unterbrochene ESV, aus 
denen Abbildung 5.24 b) stammt, der Rissausbreitung zugeordnet werden. Als 
Kriterium für das Versagen des Metalls wurde daher eine Zunahme von smax 
um 2 mm innerhalb dieses Bereichs definiert. Anhand der unterbrochenen ESV 
lässt sich die smax-Zunahme im Bereich N ≤ 104 auf die plastische Deformation 
des Stahls und die Durchbiegung des CFK-Laminats zurückführen. 
 
Abbildung 5.25: Repräsentative smax-Verläufe der ESV der differentiellen Hybridträger mit 
Fmax = 7 kN und Fmax = 8 kN, nach [134]# 
Der Lastspielzahlbereich, in dem das Erstversagen der CFK/Stahl-Grenzfläche 
eintritt, lässt sich anhand der aufgenommenen Bilder bestimmen. Innerhalb 
dieses Lastspielzahlbereichs wird das Erstversagen über den Beginn des An-
stieges der smax-Werte bestimmt. Hybridträger, bei denen kein Versagen der 
CFK/Stahl-Grenzfläche eintritt, erreichen NG auch dann, wenn bereits Risse im 
Kontaktbereich der Druckfinne aufgetreten sind. Das Versagen der CFK/Stahl-
Grenzfläche erfolgt, wie schon bei den zuvor beschriebenen quasistatischen 
und dynamischen Versuchen, ausgehend von einem Ende des Hutprofils und 
breitet sich bei weiterer Belastung kontinuierlich in Richtung der Hybridträ-
germitte und darüber hinaus aus. Tritt das Versagen der CFK/Stahl-Grenzflä-
5.2 Ergebnisse der zyklischen mechanischen Versuche 
105 
che ein, erreichen die geprüften Hybridträger im Laufe des Versuchs den ma-
ximal möglichen Maschinenweg und der Versuch wird abgebrochen. Je nach 
Laststufe und Lastspielzahl führen diese Risse zu einem Querriss im Hutprofil 
und dessen Totalversagen (vgl. Abbildung 5.24 c)). 
Bei den Lastniveaus mit Fmax = 8 kN und Fmax = 10 kN tritt das Versagen der 
Hybridträger durch einen Querriss im Hutprofil (vgl. Abbildung 5.24 c)) ein, 
infolge dessen der maximale Maschinenweg erreicht wird. Bei den Hybridträ-
gern, die mit Fmax = 12 kN belastet werden, tritt dieser Querriss nicht auf. Statt-
dessen versagt die CFK/Stahl-Grenzfläche über die Hybridträgermitte hinaus 
(vgl. Abbildung 5.24 d)) und der maximale Maschinenweg wird erreicht. Ein 
Versagen des CFK-Laminats konnte bei keinem der Versuche beobachtet wer-
den. 
Integrale Hybridträger 
Bei den integralen Hybridträgern treten je nach Lastspielzahl und Laststufe 
neben Schäden am Hutprofil ebenfalls Schäden am Laminat auf. Abbil-
dung 5.26 zeigt, das sich aus den Versuchsbeobachtungen, Bildern und der 
Auswertung der smax-Verläufe ergebende Bauteil-Wöhlerdiagramm der integ-
ralen Hybridträger. Die Auftragung erfolgt analog zu den Versuchen der dif-
ferentiellen Hybridträger. 
 
Abbildung 5.26: Bauteil-Wöhlerdiagramm der verschiedenen Schädigungsmechanismen der in-
tegralen Hybridträger, Daten zum Teil aus [134]# 
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Die Schädigung des Hutprofils erfolgt durch die bereits zuvor beschriebenen 
Risse an den gebeulten Kanten, die in Kontakt mit der Druckfinne kommen 
(vgl. Abbildung 5.24 b) und Abbildung 5.27). Die Punkte des Metallversagens 
im Bauteil-Wöhlerdiagramm werden analog zu dem zuvor beschriebenen Ver-
fahren bei den differentiellen Hybridträgern bestimmt. 
 
a) Beginn des Beulens und Rissbildung nach ESV mit Fmax = 6 kN 
 
b) Starkes Beulen und Rissbildung nach ESV mit Fmax = 10 kN 
Abbildung 5.27: Repräsentative Schadensbilder der integralen Hybridträger nach ESV mit 
Fmax = 8 kN und Fmax = 10 kN, nach [134]# 
Der Bereich, in dem die Schädigung des Laminates eintritt, wird anhand der 
aufgenommenen Bilder eingegrenzt und der Beginn der Schädigung anhand 
einer verstärkten smax-Zunahme im Versuchsverlauf genau zugeordnet. Die 
Initiierung des Risses im Laminat erfolgt bei allen integralen Hybridträgern an 
der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche auf der Laminatoberseite und 
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breitet sich im weiteren Verlauf des Versuchs kontinuierlich bis zum Rand des 
Laminats aus (vgl. Abbildung 5.28). 
 
a) Rissinitiierung im Laminat bei einem integralen Hybridträger 
während eines ESV mit Fmax = 14 kN 
 
b) Laminatversagen nach ESV mit Fmax = 14 kN, nach [134]# 
Abbildung 5.28: Rissinitiierung und Erreichen des Laminatrandes in ESV der integralen 
Hybridträger 
Die integralen Hybridträger, bei denen keine Schädigung des Laminats eintritt, 
erreichen alle NG, auch, wenn schon Risse im Stahlprofil auftreten. Schädigun-
gen im Laminat treten ab einem Lastniveau der ESV von Fmax = 10 kN auf. Tritt 
dieses ein, wird ebenfalls NG nicht erreicht, da vorher das Erreichen des maxi-
malen Maschinenweges zum Abbruch des Versuchs führt. Schäden auf der La-
minatunterseite sind nur vereinzelt zu beobachten und sind nicht durch einen 
veränderten Verlauf der smax-Werte genauer zuzuordnen. 
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5.3 Ergebnisse der Prüfung bauteilnaher 
Beanspruchungen und der mechanischen 
Restfestigkeitsuntersuchungen 
Neben dem Verhalten bei mechanischer Belastung unter quasistatischen, dy-
namischen und zyklischen Bedingungen werden im Rahmen dieser Arbeit 
auch die Einflüsse, die bei einer späteren Anwendung auftreten können, unter-
sucht. Hierbei sind insbesondere Impactbelastungen (vgl. Abschnitt 4.2.1) und 
der Einfluss thermischer (vgl. Abschnitt 4.2.3) und korrosiver Beanspruchung 
(vgl. Abschnitt 4.2.2) von großer Bedeutung und können durch die Bestim-
mung der Restfestigkeiten abgeschätzt werden. Der Vergleich der quasistati-
schen Restfestigkeiten findet mit den Versuchen der jeweiligen Versuchsreihe 
nach zweimonatiger Lagerung aus Abschnitt 5.1.1 statt, da diese zeitgleich 
stattfanden. 
5.3.1 Einfluss mechanischer Vorschädigung durch 
Impact 
Bevor die mechanischen Eigenschaften ermittelt werden können, werden die 
differentiellen und integralen Hybridträger auf einem Fallturm mittels Impact 
vorgeschädigt (vgl. Abschnitt 4.2.1). Die differentiellen Hybridträger zeigen 
bereits ab einer Impactenergie von 16 J (EImp,I) teilweise ein Versagen der 
CFK/Stahl-Grenzfläche. Der Grad der Ablösung nimmt mit zunehmender 
Energie EImp = 25 J (EImp,II) (vgl. Abbildung 5.29 a)) und EImp = 40 J(EImp,III)) zu. 
Bei EImp,III wird bereits bei zwei der fünf geschädigten differentiellen Hybrid-
träger das Hutprofil vom CFK-Laminat abgeschlagen, wie in Abbildung 
5.29 b) zu sehen ist. Ein anderes Bild zeigt sich hingegen bei den integralen 
Hybridträgern. Nach einer Vorschädigung der Hybridträger mit EImp,I und 
EImp,II sind keine Schäden am CFK-Laminat, den Hutprofillaschen oder an der 
CFK/Schaum-Grenzfläche zu beobachten. 




a) Ablösung der CFK/Stahl-Grenzfläche eines differentiellen 
Hybridträgers nach einem Impact mit EImp,II 
 
b) Nach einem Impact mit EImp,III abgeschlagenes Hutprofil 
eines differentiellen Hybridträgers 
Abbildung 5.29: Aufgetretene Schäden der differentiellen Hybridträger nach Impact 
Erst ab EImp,III treten Risse im Schaumkern der integralen Hybridträger auf. Ein 
solcher Riss ist in Abbildung 5.30 an einer der Trennstellen zwischen den 
Schaumkernelementen zu sehen. Hier wird deutlich, dass der Riss nicht an der 
CFK/Schaum-Grenzfläche entsteht, sondern direkt im Schaum. Schäden am 
Laminat sind weder direkt an der Aufschlagstelle des Indenters, noch im Be-
reich der eingebetteten Laschen zu beobachten. Ein Versagen der CFK/Stahl-
Grenzfläche konnte aufgrund der starken Strahlaufhärtung im Bereich der 




Abbildung 5.30: Riss im Schaum eines integralen Hybridträgers nach einem Impact 
mit EImp,III, nach [145]# 
Zur Evaluierung der durch die integralen Hybridträger aufnehmbaren Impact-
energien wurden einzelne Hybridträger mit deutlich höheren Impactenergien 
beansprucht. Abbildung 5.31 zeigt einen integralen Hybridträger nach einem 
Impact mit EImp = 100 J. 
 
Abbildung 5.31: Deutliche Ablösung des Schaums und Deformation der in das Laminat inte-
grierten Laschen nach einem Impact mit einer Energie von EImp = 100 J 
Die einseitige Ablösung des Schamstoffs vom CFK-Laminat ist deutlich zu 
erkennen. Außerdem ist eine Delamination einzelner Faserstränge ausgehend 
von den eingebetteten Laschen des Hutprofils zu erkennen. Eine Deformation 
der eingebetteten Laschen ist insbesondere am Übergang zur über dem Lami-
nat befindlichen Struktur des Hutprofils zu beobachten. 
Abbildung 5.32 zeigt eine CT-Aufnahme desselben integralen Hybridträgers. 
Der Riss, wie bereits nach einer Vorschädigung mit EImp,III (vgl. Abbil-
dung 5.31), entlang der Schaumstoff/CFK-Grenzfläche ist deutlich erkennbar. 
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Zudem ist eine bleibende Deformation des Laminates auf Grund der Verfor-
mung der eingebetteten Laschen zu erkennen. 
 
Abbildung 5.32: Deutliche Ablösung des Schaums nach einem Impact mit einer Energie von 
EImp = 100 J 
Quasistatische Restfestigkeit der differentiellen Hybridträger nach 
mechanischer Vorschädigung durch Impact 
In Abbildung 5.33 sind repräsentative Kraft-Weg-Kurven der quasistatischen 
Versuche an mechanisch vorgeschädigten differentiellen Hybridträgern und 
der in Abbildung 5.2 hervorgehobene Verlauf eines differentiellen Hybridträ-
gers der Versuchsreihe nach zweimonatiger Lagerung gezeigt. 
In Bereich I (bis Punkt 1) der Kraft-Weg-Kurven (vgl. Abschnitt 5.1.1) zeigt 
sich kein Einfluss der mechanischen Vorschädigung durch Impact. In Be-
reich II hingegen sind unabhängig von der Impactenergie, deutlich früher als 
bei den ungeschädigten differentiellen Hybridträgern erste kleine Kraftabfälle 
zu beobachten. Das Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche tritt (am jeweiligen 
Punkt 2 in Abbildung 5.33) nach einem Impact mit EImp,I bereits bei deutlich 




Abbildung 5.33: Repräsentative Kraft-Weg-Diagramme der differentiellen Hybridträger nach 
mechanischer Vorschädigung mit unterschiedlichen Energien (EImp) im Ver-
gleich zu einem nicht vorgeschädigten differentiellen Hybridträger, nach [145]# 
In Tabelle 5.9 sind die Fmax-Werte der einzelnen Versuche gezeigt. Es ist eine 
Abnahme der mittleren quasistatischen Festigkeiten von ca. 20 % im Vergleich 
zu ungeschädigten differentiellen Hybridträgern, unabhängig von der gewähl-
ten Impactenergie, zu beobachten. 
Tabelle 5.9: Maximale Kräfte (Fmax) im Drei-Punkt-Biege-Versuch der differentiellen Hybrid-
träger nach mechanischer Vorschädigung 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
Kein Impact EImp,I EImp,II EImp,III 
1 12,0 11,7 10,9 11,9 
2 16,4 10,8 11,7 11,1 
3 12,9 11,9 12,1 11,2 
4 13,3 11,0 11,6 - 
5 - 11,0 11,9 - 
MW 13,7 ± 1,9 11,3 ± 0,5 11,6 ± 0,5 11,4 ± 0,4 
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Zyklische Restfestigkeit differentieller Hybridträger nach 
mechanischer Vorschädigung durch Impact 
Um den Einfluss von im Vorfeld eingebrachten mechanischen Schäden auf das 
Verhalten der differentiellen Hybridträger zu untersuchen, wurde als Impac-
tenergie EImp,II gewählt, da hier in den zuvor vorgestellten Versuchen noch kein 
Totalversagen der Hybridträger zu sehen war, aber dennoch eine deutliche 
Schädigung an der CFK/Stahl-Grenzfläche vorhanden ist. Als Stichprobe die-
nen drei differentielle Hybridträger. In Abbildung 5.34 sind repräsentative 
Weg-Lastspielzahl-Verläufe eines vorgeschädigten differentiellen Hybridträ-
gers und eines nicht vorgeschädigten differentiellen Hybridträgers gegenüber-
gestellt. 
 
Abbildung 5.34: Repräsentatives Weg-Lastspielzahl-Diagramm eines differentiellen durch Im-
pact mit EImp,II vorgeschädigten Hybridträgers im LSV im Vergleich zu einem 
nicht vorgeschädigten differentiellen Hybridträger, Daten aus [134]# 
Die in Bereich I auftretenden Verformungen beschränken sich, wie es bereits 
für die ungeschädigten Hybridträger der Fall war, auf den direkten Kontaktbe-
reich der Druckfinne mit dem Hutprofil (vgl. Abbildung 5.17 a)). Auch der 
Übergang zu Bereich II wird wie zuvor durch den Beginn des Beulens der Hut-
profilkanten gekennzeichnet. Die Besonderheit der vorgeschädigten Hybrid-
träger ist, dass der Schädigungsmechanismus, in Form des einseitigen Versa-
gens der CFK/Stahl-Grenzfläche, der Bereich II von Bereich III abgrenzt, 
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bereits vor Beginn der Versuche vorhanden ist (vgl. Abbildung 5.35). Eine 
Abgrenzung dieser beiden Bereiche durch den resultierenden Anstieg von smax 
ist für bereits vorgeschädigte Hybridträger daher nicht mehr möglich. In Be-
reich II und III sind damit sowohl das verstärkte Beulen der Hutprofilkanten 
als auch das Fortschreiten der Schädigung der CFK/Stahl-Grenzfläche für die 
Zunahme von smax verantwortlich und nicht isoliert voneinander zu betrachten. 
 
Abbildung 5.35: Mechanisch vorgeschädigter differentieller Hybridträger im LSV (N ≈ 35500, 
Fmax = 8,5 kN), nach [134]# 
Das Ende des jeweiligen Versuchs tritt bei allen vorgeschädigten differentiel-
len Hybridträgern innerhalb der 22. Laststufe ein. Die beim Erreichen des ma-
ximalen Maschinenwegs wirkenden maximalen Kräfte der vorgeschädigten 
und nicht vorgeschädigten Hybridträger sind in Tabelle 5.10 dargestellt. Der 
maximale Maschinenweg wird im Mittel zwei Laststufen früher erreicht, als 
dies bei den nicht vorgeschädigten differentiellen Hybridträgern der Fall ist. 
Tabelle 5.10: Maximal auftretende Kräfte (Fmax) im Drei-Punkt-Biege-Versuch der differentiellen 
Hybridträger im LSV bei Erreichen des maximalen Maschinenwegs 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
Kein Impact EImp,II 
1 13,1 12,5 
2 14,3 12,4 
3 13,5 12,5 
4 13,6 - 
5 13,1 - 
MW 13,5 ± 0,5 12,4 ± 0,1 
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Quasistatische Restfestigkeit der integralen Hybridträger nach 
mechanischer Vorschädigung durch Impact 
In Abbildung 5.36 sind repräsentative Kraft-Weg-Kurven der durch Impact 
mit verschiedenen Energien vorgeschädigten integralen Hybridträger zusam-
men mit der in Abbildung 5.8 gezeigten Kurve eines integralen Hybridträgers 
der Versuchsreihe nach zweimonatiger Lagerung dargestellt. Die Kraft-Weg-
Kurven der integralen Hybridträger weisen unabhängig von der aufgebrachten 
Impactenergie keine Abweichungen im Vergleich zu einem ungeschädigten 
integralen Hybridträger in Bezug auf den Verlauf auf. 
 
Abbildung 5.36: Repräsentative Kraft-Weg-Diagramme des integralen Hybridträgers nach me-
chanischer Vorschädigung mit unterschiedlichen Energien (EImp) im Vergleich 
zu einem nicht vorgeschädigten Hybridträger (Kein Impact), nach [145]# 
Die maximalen Kräfte der integralen Hybridträger nach mechanischer Vor-
schädigung sind in Tabelle 5.11 zusammengefasst. Die maximal auftretenden 
Kräfte werden nicht reduziert, obwohl bereits bei einzelnen Hybridträgern das 
Versagen der CFK/Schaumstoff-Grenzfläche durch einen Impact mit EImp,III 




Tabelle 5.11: Maximal auftretende Kräfte (Fmax) im Drei-Punkt-Biege-Versuch der integralen 
Hybridträger nach mechanischer Vorschädigung 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
Kein Impact EImp,I EImp,II EImp,III 
1 16,9 17,3 16,8 16,4 
2 16,7 17,3 17,3 17,0 
3 17,2 17,0 17,1 16,6 
4 - 16,2 16,8 16,0 
5 - 16,9 - 17,1 
MW 16,9 ± 0,2 17,0 ± 0,4 17,0 ± 0,2 16,6 ± 0,5 
Zyklische Restfestigkeit integraler Hybridträger nach 
mechanischer Vorschädigung durch Impact 
Um den Einfluss mechanischer Vorschädigung auf die zyklischen Eigenschaf-
ten zu untersuchen, wurde als Impactenergie bei den integralen Hybridträgern 
EImp,III gewählt. Diese ergibt sich aus der in Abschnitt 5.3.1 beschriebenen Im-
pactenergie, bei der die ersten zu beobachtenden Schäden an den integralen 
Hybridträgern auftreten. Die Stichprobengröße der vorgeschädigten integralen 
Hybridträger beträgt drei Hybridträger. 
In Abbildung 5.37 sind repräsentative Weg-Lastspielzahl-Verläufe eines vor-
geschädigten integralen Hybridträgers und eines nicht vorgeschädigten integ-
ralen Hybridträgers gegenübergestellt. Die einzelnen auftretenden Schädi-
gungsmechanismen in und an den Übergangen der Bereiche entsprechen denen 
eines nicht vorgeschädigten integralen Hybridträgers. In Bereich I ist die Ver-
formung auf einen Bereich um den Kontaktpunkt der Druckfinne begrenzt 
(vgl. Abbildung 5.21 a)). In Bereich II beginnt das Beulen der Hutprofilkanten 
und nimmt im Versuchsverlauf weiter zu (vgl. Abbildung 5.21 b)). Am Über-
gang zu Bereich III kommt es zu einem Abflachen der Kurve bis in Bereich IV 
der maximale Maschinenweg erreicht wird (vgl. Abbildung 5.21 c) und d)). 




Abbildung 5.37: Repräsentatives Weg-Lastspielzahl-Diagramm eines integralen mit EImp,III = 40 J 
mechanisch vorgeschädigten Hybridträgers im LSV im Vergleich zu einem 
nicht vorgeschädigten integralen Hybridträger, Daten aus [134]# 
In Tabelle 5.12 sind die Ergebnisse der einzelnen LSV zusammengefasst. Im 
Mittel wird der maximale Maschinenweg bei einer Maximalkraft von 15,77 kN 
erreicht. Die maximalen Kräfte in LSV sind bei den integralen Hybridträgern 
vergleichbar mit denen der nicht vorgeschädigten Hybridträger. 
Tabelle 5.12: Maximal auftretende Kräfte (Fmax) im Drei-Punkt-Biege-Versuch der integralen 
Hybridträger im LSV bei Erreichen des maximalen Maschinenwegs 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
Kein Impact EImp,III 
1 15,8 15,8 
2 15,6 14,9 
3 14,8 16,6 
4 17,3 - 
5 14,9 - 
MW 15,7 ± 1,0 15,8 ± 0,8 
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5.3.2 Einfluss thermischer Beanspruchung 
Abbildung 5.38 zeigt repräsentative Kraft-Weg-Kurven differentieller und in-
tegraler Hybridträger, nachdem diese 100 Temperaturzyklen (Anzahl Tempe-
raturzyklen: NT-Zyklen) ausgesetzt waren. Sowohl für die differentiellen, als auch 
die integralen Hybridträger ist eine Zuordnung der in 5.1.1 beschriebenen Be-
reiche ebenfalls möglich. 
 
Abbildung 5.38: Repräsentative Kraft-Weg-Kurven der differentiellen (diff.) und integralen 
(int.) Hybridträger nach 100 Zyklen (NT-Zyklen) thermischer Beanspruchung im 
Vergleich zu je einem nicht beanspruchten Hybridträger, nach [145]# 
Im Fall der differentiellen Hybridträger zeigt sich, dass die zur Auslösung der 
charakteristischen Schädigungsmechanismen erforderlichen Kräfte geringfü-
gig unterhalb derer der differentiellen Hybridträger der Versuchsreihe nach 
zweimonatiger Lagerung aus Abschnitt 5.1.1 liegen. Dies wird beispielsweise 
an den zu niedrigeren Kräften verschobenen Punktes 2 (vgl. Abbildung 5.3) 
eines repräsentativen differentiellen Hybridträgers in Abbildung 5.38 verdeut-
licht. Die maximalen Kräfte sinken bei den differentiellen Hybridträgern nach 
100 Temperaturzyklen um ca. 10 % (vgl. Tabelle 5.13). 
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Tabelle 5.13: Maximal auftretende Kräfte (Fmax) im Drei-Punkt-Biege-Versuch der differentiellen 
(diff.) und integralen (int.) Hybridträger nach thermischer Degradation 
Hybridträger 
Fmax in kN diff. Hybridträger Fmax in kN int. Hybridträger 
Keine T-Zyklen NT-Zyklen = 100 Keine T-Zyklen NT-Zyklen = 100 
1 12,0 12,9 16,9 17,3 
2 16,4 12,4 16,7 17,3 
3 12,9 12,2 17,2 17,6 
4 13,3 12,1 - 16,7 
5 - 12,9 - 17,8 
MW 13,7 ± 1,9 12,5 ± 0,4 16,9 ± 0,2 17,4 ± 0,4 
Bei den integralen Hybridträgern zeigt sich zunächst das gleiche Bild. Die 100 
Temperaturzyklen haben keinen Einfluss auf den prinzipiellen Verlauf der 
Kraft-Weg-Kurven. Dennoch ist ein Anstieg der maximal auftretenden Kräfte 
an Punkt 3 aus Abbildung 5.9, in Abbildung 5.38, im Vergleich zur Versuchs-
reihe nach zweimonatiger Lagerung zu beobachten (vgl. Tabelle 5.13). Dieser 
hängt direkt mit der langsameren Ausbreitung des an der Spitze der mittleren 
integrierten Lasche initiierten Risses (vgl. Abbildung 5.10 b)) zusammen. 
5.3.3 Einfluss korrosiver Beanspruchung 
Vor der Ermittlung der mechanischen Eigenschaften im quasistatischen Drei-
Punkt-Biege-Versuch wurden je fünf der differentiellen und integralen Hyb-
ridträger zur korrosiven Degradation für unterschiedliche Zeiten einer Salz-
sprühnebelumgebung ausgesetzt. In Tabelle 5.14 ist die Massenzunahme nach 
tKorr,I = 48 h und tKorr,II = 168 h für beide Hybridträgervarianten zusammenge-
fasst. Nach tKorr,I in der korrosiven Umgebung nehmen beide Hybridträgerva-
rianten im gleichen Maße an Masse zu. Nach tKorr,II hingegen ist bei den integ-
ralen Hybridträgern die Massenzunahme doppelt so hoch wie bei den 
differentiellen Hybridträgern. Nach der Entnahme aus der Korrosionskammer 
konnten keine Korrosionsprodukte aus elektrochemischer Korrosion (vgl. Ab-
schnitt 2.3.6) an den offen liegenden Oberflächen beobachtet werden. Ebenso 
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konnten nach dem Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche im Fall der differen-
tiellen Hybridträger auch an dieser keine Korrosionsprodukte oder salzige Ab-
lagerungen festgestellt werden. 
Tabelle 5.14: Feuchtigkeitsaufnahme der Hybridträger nach korrosiver Degradation in einer 





keitsaufnahme in g 
tKorr,I = 48 h 
Differentiell 0,3 ± 0,3 
Integral 0,3 ± 0,3 
tKorr,II = 168 h 
Differentiell 0,7 ± 0,4 
Integral 1,4 ± 0,4 
In Abbildung 5.39 sind repräsentative Kraft-Weg-Kurven beider Hybridträger-
varianten nach unterschiedlichen Zeiten in korrosiver Umgebung vergleichend 
mit dem Verlauf je eines nicht degradierten Hybridträgers dargestellt. Für 
beide Hybridträgervarianten sind die in 5.1.1 beschriebenen charakteristischen 
Schädigungsmechanismen und Bereiche der Kraft-Weg-Kurven zu erkennen.  
Ebenfalls sind die Verläufe der Kraft-Weg-Kurven mit den Verläufen der nicht 
degradierten Hybridträgervarianten vergleichbar. 
 
Abbildung 5.39: Repräsentative Kraft-Weg-Diagramme beider Hybridträgervarianten nach kor-
rosiver Degradation für unterschiedliche Zeiten (tKorr) in einer Salzsprühnebel-
kammer im Vergleich zu je einem nicht degradierten Hybridträger, nach [145]# 
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Anhand der Versuchsbeobachtungen und der gemachten Bilder tritt bei den 
differentiellen Hybridträgern, unabhängig von der Dauer der Degradation, der 
Beginn des Grenzflächenversagens (vgl. Abbildung 5.5 c)) an der CFK/Stahl-
Grenzfläche an Punkt 2 der jeweiligen Versuche (vgl. Abbildung 5.34) bei ge-
ringeren Kräften auf. Ebenso ist im Mittel über alle Versuche die Entstehung 
des Risses (vgl. Abbildung 5.5 d)) auf der Laminatoberseite zu geringeren 
Kräften hin verschoben (Punkt 5 der jeweiligen Versuche in Abbildung 5.39). 
In Tabelle 5.15 sind die Fmax-Werte der degradierten differentiellen Hybridträ-
ger zusammen mit denen der differentiellen Hybridträger der Versuchsreihe 
nach zweimonatiger Lagerung aus 5.1.1 zu sehen. Die maximalen Kräfte sin-
ken unabhängig von der Korrosionsdauer um ca. 13 %. 
Tabelle 5.15: Maximale Kräfte (Fmax) im Drei-Punkt-Biege-Versuch der differentiellen Hybrid-
träger nach korrosiver Degradation in einer Salzsprühnebelkammer 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
Keine Korrosion tKorr,I tKorr,II 
1 12,0 12,1 11,4 
2 16,4 12,8 12,5 
3 12,9 12,1 12,3 
4 13,3 12,3 12,2 
5 - 11,5 11,7 
MW 13,7 ± 1,9 12,1 ± 0,5 12,0 ± 0,5 
Für die integralen Hybridträger ist zu beobachten, dass die Rissinitiierung an 
der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche (vgl. Abbildung 5.10b)) erst bei 
einer Korrosionsdauer von 168 h zu geringeren Kräften hin verschoben ist. 
Nach 48 h ist kein Einfluss auf das Schädigungsverhalten zu beobachten. Ta-
belle 5.16 wiederum zeigt die Ergebnisse der einzelnen integralen Hybridträ-
ger nach unterschiedlichen Zeiten korrosiver Degradation im Vergleich zu den 
nicht degradierten integralen Hybridträgern der Versuchsreihe nach zweimo-
natiger Lagerung aus 5.1.1. Anhand der gezeigten Ergebnisse ist kein Einfluss 
der korrosiven Degradation auf die Hybridträgerfestigkeiten festzustellen. 
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Tabelle 5.16: Maximale Kräfte (Fmax) im Drei-Punkt-Biege-Versuch der integralen Hybridträger 
nach korrosiver Degradation in einer Salzsprühnebelkammer 
Hybridträger 
Fmax in kN für: 
Keine Korrosion tKorr,I tKorr,II 
1 16,9 16,9 16,8 
2 16,7 16,8 16,8 
3 17,2 17,3 17,0 
4 - 17,4 16,6 
5 - 17,5 16,6 





Die Diskussion der in Kapitel 5 vorgestellten Ergebnisse erfolgt zunächst se-
parat für die jeweilige Hybridträgervariante und die gewählten Belastungen. In 
Abschnitt 6.1 werden die Ergebnisse der differentiellen Hybridträger bei qua-
sistatischer, dynamischer und zyklischer Last diskutiert, eine Lebensdauer-
prognose erarbeitet und letztendlich der Einfluss bauteilnaher Beanspruchun-
gen erläutert. In Abschnitt 6.2 erfolgt die Diskussion analog für die integralen 
Hybridträger. In Abschnitt 6.3 werden die beiden Hybridträgervarianten hin-
sichtlich ihrer absoluten mechanischen Eigenschaften, auftretenden Schädi-
gungen und dem Einfluss bauteilnaher Beanspruchungen verglichen. Der be-
sonders bei Leichtbaustrukturen relevante Einfluss der Masse der 
Hybridträgervarianten wird abschließend in Abschnitt 6.4 erörtert. 
6.1 Differentielle Hybridträger 
6.1.1 Quasistatische Beanspruchung 
In Abschnitt 4.1 wird beschrieben, dass während der Drei-Punkt-Biege-Versu-
che ein inhomogener Spannungszustand in den Hybridträgern vorliegt. Hier-
durch kommt es an den Kanten des Hutprofils mit steigenden Lasten zur Über-
schreitung der Fließgrenze des Stahls. Die plastische Deformation aufgrund 
der Druckspannungen im Kontaktbereich mit der Druckfinne nimmt mit stei-
gender Last über den Querschnitt des Stahlprofils zu. Dieses Verhalten ist in 
Bereich I in Abbildung 5.3 durch ein Abflachen der Kraft-Weg-Kurve zu er-
kennen. Das Kollabieren des integrierten Schaumkerns und damit des sand-
wichartigen Verbundes ist der Auslöser für den Übergang zu Bereich II an 
Punkt 1 (vgl. Abbildung 6.1, Schema 1). Das Einbeulen der Deckschicht wird 
als einer der möglichen Schadensmodi für sandwichartige Strukturen beschrie-
ben [146, 147]. Daraus resultiert ein geringerer Widerstand gegen die von der 
Druckfinne aufgebrachte Kraft und die Kanten des Hutprofils beginnen zu beu-
len. Diese Beobachtungen werden ebenfalls durch Mildner [38] beschrieben 
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und als charakteristisches Schadensmuster solcher Strukturen bezeichnet. Der 
Einfluss eines Schaumkerns zeigte sich ebenfalls in den von Phan [114] und 
Friedrich [115] durchgeführten Vorversuchen. Durch die Integration des 
Schaumkerns konnte der Übergang von Bereich I zu Bereich II zu höheren 
Kraftwerten verschoben werden [114, 115]. 
 
Abbildung 6.1: Schematische Darstellung der Schädigungsmechanismen der differentiellen 
Hybridträger bei quasistatischer und dynamischer Belastung. 1) Beginn des 
Beulens der Profilkanten, 2) Einseitiges Versagen/Ablösung der CFK/Stahl-
Grenzfläche, 3) Ablösung erreicht Hybridträgermitte und Erreichen von Fmax, 
4) Vollständige Ablösung der CFK/Stahl-Grenzfläche, 5) Riss auf der Lamina-
toberseite 
In Bereich II der Kraft-Weg-Kurven der differentiellen Hybridträger kommt es 
zu einer Erhöhung der in der Klebschicht wirkenden Spannungen, welche an 
den Enden des aufgeklebten Hutprofils maximal werden [58, 117]. Das unter-
schiedliche Verformungsverhalten unter mechanischer Last des CFKs und des 
Stahls führt zu einem inhomogenen Spannungszustand in der CFK/Stahl-
Grenzfläche [58]. Die Folge sind, ergänzend zu den wirkenden Schälspannun-
gen, auftretende mechanisch induzierte Schubspannungen. Aufgrund der Fer-
tigung der Hybridträger bei Temperaturen von 80 °C und einer Prüfung bei 
Raumtemperatur (23 °C) spielen zudem thermisch induzierte Eigenspannun-
gen, insbesondere in der CFK/Stahl-Grenzfläche, eine zusätzliche Rolle [58]. 
Stahl weist im relevanten Temperaturbereich zwischen 20 °C und 100 °C einen 
thermischen Ausdehnungskoeffizienten von 𝛼𝑆𝑡𝑎ℎ𝑙  = 16 ⋅ 10
-6 K-1 auf [82], wo-
hingegen CFK-Kreuzlaminate in faserparalleler Richtung einen thermischen 
Ausdehnungskoeffizienten von 𝛼𝐶𝐹𝐾  = 2,4 ⋅ 10
-6 K-1 bis 𝛼𝐶𝐹𝐾  = 2,8 ⋅ 10
-6 K-1 auf-
weisen [148]. Unter der Annahme, dass in der Mitte der Überlappung von CFK 
und Stahl nach dem Abkühlen keine thermisch induzierten Eigenspannungen 
vorliegen, werden diese an den Enden der Überlappung maximal [58]. Daher 
wird für eine Abschätzung der thermisch induzierten Eigenspannungen nur die 
Hälfte der Länge des Hutprofils betrachtet. Zudem wird angenommen, dass an 
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der CFK/Stahl-Grenzfläche zwar ein komplexer Spannungszustand vorliegt, 
allerdings nur die thermisch induzierten Schubspannungen von Interesse sind 
und daher die folgende vereinfachte Abschätzung getroffen werden kann. Ab-
bildung 6.2 zeigt hierzu eine schematische Skizze der Längen von CFK und 
Stahl vor der Abkühlung, bei einer Werkzeugtemperatur von T1 = 80 °C und 
nach der Abkühlung auf Raumtemperatur T2 = 23 °C, wenn diese sich frei ver-
formen können. Die Gesamtlänge des Hutprofils bei T1 berechnet sich aus der 
Ausgangslänge des Hutprofils bei Raumtemperatur (T2) von 179 mm (vgl. Ab-
bildung 3.1), dem thermischen Ausdehnungskoeffizienten von Stahl (𝛼𝑆𝑡𝑎ℎ𝑙) 
und der beim Erwärmen/Abkühlen auftretenden Temperaturdifferenz 
∆𝑇 = 57 °C. Für den thermischen Ausdehnungskoeffizienten des Laminats wird 
ein Mittelwert aus den zuvor genannten Werten mit 𝛼𝐶𝐹𝐾  = 2,6 ⋅ 10
-6 K-1 ange-
nommen. Die resultierende thermische Scherdehnung (𝛾𝑡ℎ) lässt sich aus der 
Differenz der freien Verformungen (∆𝑙) bestimmen (vgl. Gleichung (6.1) bis 
(6.4)). 
 
Abbildung 6.2: Schematische Skizze zur Abschätzung der therm. induzierten Eigenspannungen 
𝑙𝑇1,𝑆𝑡𝑎ℎ𝑙 = 𝑙𝑇1,𝐶𝐹𝐾 = 𝑙𝑇2,𝑆𝑡𝑎ℎ𝑙 ⋅ (1 + 𝛼𝑆𝑡𝑎ℎ𝑙 ⋅ ∆𝑇) = 179,16 mm (6.1) 
 










= −7,6 ⋅ 10−4 (6.4) 
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Der Schubmodul des Laminates (𝐺𝐶𝐹𝐾
⊥⊥ ) lässt sich aus dem von Alt [145]# für 
das Laminat experimentell ermittelten Wert des E-Moduls (𝐸𝐶𝐹𝐾  = 54,4 GPa) 
und der Querkontraktionszahl (𝜈𝐶𝐹𝐾






2 ⋅ (1 + 𝜈𝐶𝐹𝐾
⊥⊥ )
= 19,85 GPa. (6.5) 
 
Der Betrag der thermisch induzierten Spannungen an der Grenzfläche (𝜏𝑡ℎ) 
lässt sich wiederum aus der thermischen Scherdehnung 𝛾𝑡ℎ und dem errechne-
ten Schubmodul 𝐺𝐶𝐹𝐾
⊥⊥  bestimmen: 
 
𝜏𝑡ℎ =  |𝛾𝑡ℎ ⋅ 𝐺𝐶𝐹𝐾| = 15,15 MPa. (6.6) 
 
Epoxid-Systeme weisen typischerweise eine Scherfestigkeit im Bereich von 
15 MPa bis 35 MPa [149, 150] auf. Somit sind die thermisch induzierten Ei-
genspannungen an den Enden des Hutprofils als kritisch für das Schädigungs-
verhalten der differentiellen Hybridträger anzusehen. Findet zudem eine Über-
lagerung mit durch die Belastung auftretenden Spannungen statt, wie es 
vermutlich bei den durchgeführten Versuchen der Fall ist, ist davon auszuge-
hen, dass diese für die Initiierung des Versagens der Klebschicht im Laufe der 
Versuche verantwortlich sind. Abbildung 6.3 zeigt die aufgrund der beschrie-
benen Spannungskonzentration an einem Ende des Hutprofils kurz vor der Ini-
tiierung des Klebschichtversagens auftretenden Dehnungen. 
 
Abbildung 6.3: DIC-Aufnahme eines differentiellen Hybridträgers vor dem Versagen der Kle-
bung an Punkt 2 aus Abbildung 5.3, nach [134]# 
6.1 Differentielle Hybridträger 
127 
Zu erkennen sind die auftretenden Dehnungen auf der Laminatoberseite und 
im Hutprofil, die von der Klebschicht aufgenommen werden müssen und an 
den Ecken maximal sind. Der Beginn des Versagens der Klebschicht (vgl. Ab-
bildung 6.1, Schema 2) führt zu abrupten Kraftabfällen in Folge der reduzier-
ten Krafteinleitungsfläche. Schälspannungen am Schädigungsansatz führen in 
Bereich III zu fortschreitendem Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche. In der 
Folge kommt es zur weiteren Reduzierung der Hybridträgersteifigkeit und ei-
nem Abflachen der Kurven bis zum Erreichen von Fmax, wenn die Schädigung 
die Hybridträgermitte erreicht (vgl. in Abbildung 6.1, Schema 3). Der Grund 
hierfür ist, dass direkt unter der Druckfinne eine direkte Krafteinleitung in das 
Laminat stattfindet und ein Versagen dieses Bereichs die größten Folgen für 
den Hybridträger nach sich zieht. Im Vergleich zur Steigung vor Erreichen von 
Fmax weisen die Kraft-Weg-Kurven nach Erreichen von Fmax eine vom Betrag 
deutlich geringere negative Steigung auf. Dieses Verhalten lässt den Schluss 
zu, dass sich die Krafteinleitungsverhältnisse nur noch geringfügig ändern, bis 
die vollständige Ablösung der CFK/Stahl-Grenzfläche (vgl. Abbildung 6.1, 
Schema 4) eintritt. Deng und Lee [117, 151] beobachteten in Biegeversuchen 
an Stahlträgern, die an der Unterseite durch CFK verstärkt wurden, ein ähnli-
ches Verhalten. Die Initiierung der Schädigung erfolgte ebenfalls an einem 
Ende der Verstärkung und das Versagen über die Bauteilmitte hinweg hatte, 
wie in den Versuchen dieser Arbeit, einen deutlichen Steifigkeitsverlust zur 
Folge. Das Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche erfolgt bei den differentiellen 
Hybridträgern durch adhäsives Versagen an der Stahloberfläche (vgl. Abbil-
dung 5.4). Kohäsives Versagen konnte nicht beobachtet werden (vgl. Ab-
schnitt 2.3.2). Eine aufwändigere Vorbereitung der Metalloberfläche könnte 
hier jedoch zu anderen Ergebnissen führen. In der vorliegenden Arbeit erfolgte 
die Grenzschichtbehandlung lediglich durch ein mechanisches Anrauen und 
anschließende Reinigung mit Aceton. 
Das Laminatversagen im Bereich der maximalen Durchbiegung (vgl. Abbil-
dung 6.1, Schema 5) wird in allen Versuchen auf der Laminatoberseite initiiert 
(vgl. Abbildung 5.5 d)). Das Versagen erfolgt, aufgrund der Druckbeanspru-
chung parallel zu den Fasern der Decklage, quer zur Biegelinie. Dieses Ver-
halten ist auf die geringere Druckfestigkeit von CFK im Vergleich zur Zugfes-
tigkeit zurückzuführen [4]. Das für ein solches Versagen charakteristische 
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Knicken der Fasern [33] ist in den Schadensbildern zu erkennen (vgl. Abbil-
dung 5.5 d)). Die schlagartige Ausbreitung der Schädigung bis zum Rand des 
Laminats lässt auf eine homogene Spannungsverteilung in der versagenden 
Laminatschicht schließen. Das Versagen der Laminatunterseite durch Faser-
brüche ist auf die wirkenden Zugspannungen parallel zur Faserrichtung der 
Decklagen zurückzuführen. In Abbildung 6.4 sind die in Abschnitt 5.1.1 be-
schriebenen und zuvor diskutierten charakteristischen Schädigungsmechanis-
men der beiden Versuchsreihen der differentiellen Hybridträger einander ge-
genübergestellt. 
 
Abbildung 6.4: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte der beiden Versuchsrei-
hen der differentiellen Hybridträger, Daten aus [134, 145]# 
Im Vergleich zur Versuchsreihe direkt nach der Fertigung wurden die Hybrid-
träger der zweiten Versuchsreihe nicht direkt nach der Fertigung, sondern nach 
zweimonatiger Lagerung geprüft. Alle charakteristischen Schädigungspunkte, 
die im Zusammenhang mit der Festigkeit der CFK/Stahl-Grenzfläche stehen, 
treten bei der Versuchsreihe nach zweimonatiger Lagerung erst bei höheren 
Kräften, verbunden mit einer höheren Streuung, auf. Die höhere Streuung ist 
darauf zurückzuführen, dass insbesondere eine der in Abbildung 5.2 gezeigten 
Kraft-Weg-Kurven einen deutlich anderen Verlauf hat. Bei diesem Hybridträ-
ger versagt die CFK/Stahl-Grenzfläche erst deutlich später als bei allen ande-
ren Hybridträgern. Das Versagen tritt bei diesem Hybridträger schlagartig bis 
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über die Hybridträgermitte hinweg ein. Damit bildet das einseitige Versagen 
der CFK/Stahl-Grenzfläche auch das absolute Kraftmaximum in der Kraft-
Weg-Kurve. 
Eine Ursache für die erhöhten Kraftwerte könnte der in Abschnitt 2.1.4 be-
schriebene Abbau der Eigenspannungen innerhalb der Klebschicht und des La-
minats sein. Dieser Abbau der thermisch induzierten Eigenspannungen findet 
durch Relaxationsprozesse innerhalb der Epoxidharzmatrix statt, wodurch 
Spannungsspitzen abgebaut und die Verbindungsfestigkeit erhöht wird [58]. 
Eine weitere Begründung für die höheren Verbindungsfestigkeiten könnte eine 
mit der Zeit eintretende Erhöhung des Vernetzungsgrades innerhalb der Matrix 
sein. Um den Vernetzungsgrad der beiden Versuchsreihen relativ zueinander 
vergleichen zu können wurden direkt im Anschluss an die mechanische Prü-
fung DSC-Messungen mittels DSC 1 der Fa. Mettler Toledo am Fraunhofer 
ICT durchgeführt. Die DSC-Messungen liefen wie folgt ab: Nach einer ersten 
Aufheizphase von 25 °C auf 220 °C mit 10 K/min, sowie einer Haltezeit von 
5 Minuten bei 220 °C, folgt eine Abkühlphase von 220 °C auf 25 °C mit 
10 K/min. Einer erneuten Haltezeit von 5 Minuten bei 25 °C folgt wiederum 
eine abschließende zweite Aufheizphase. Die Ergebnisse der ersten Auf-
heizphase der DSC-Messungen sind in Abbildung 6.5 dargestellt.  
 
Abbildung 6.5: DSC-Messungen zum Einfluss des Zeitpunktes der Prüfung 
In beiden Fällen findet in der ersten Aufheizphase eine Nachvernetzung statt. 
Die normalisierten freiwerdenden Energien sind bei beiden Versuchsreihen na-
hezu identisch. Hieraus kann geschlossen werden, dass eine Nachvernetzung 
nicht der Grund für die erhöhten Verbindungsfestigkeiten der differentiellen 
Hybridträger der Versuchsreihe nach zweimonatiger Lagerung ist. 
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Die aus den DSC Messungen gewonnenen Erkenntnisse und die in Ab-
schnitt 2.1.4 beschriebenen Vorgänge innerhalb der Epoxidharzmatrix lassen 
den Schluss zu, dass der Abbau der thermisch induzierten Eigenspannungen 
durch die viskoelastischen Eigenschaften der Matrix [4] der Grund für die hö-
heren Kräfte der Versuchsreihe nach zweimonatiger Lagerung ist. Weiterhin 
zeigt der Ausreißer in Abbildung 5.2, welches Potential auch eine Klebever-
bindung grundsätzlich aufweist. Findet eine aufwändigere Vorbehandlung der 
Metalloberfläche der differentiellen Hybridträger statt, wären auch höhere 
Kräfte für alle mit der Grenzfläche in Verbindung stehenden Schädigungsme-
chanismen denkbar, wie bereits durch Versuche an Inserts mit optimierten 
Oberflächen gezeigt werden konnte [18]. Mögliche Methoden zur Verbesse-
rung der Anhaftung werden in [152]* beschrieben und können beispielsweise 
eine Laserstrukturierung [153–155], die chemische Aktivierung der Metall-
oberfläche durch Sol-Gel-Verfahren [156–158] oder eine „sandblast coating“-
Behandlung sein [159]. 
6.1.2 Dynamische Beanspruchung 
Die anhand der Kraft-Weg-Kurven ermittelten charakteristischen Schädi-
gungsmechanismen und die zugehörigen Kräfte sind für die untersuchten Prüf-
geschwindigkeiten in Abbildung 6.6 dargestellt. Als Vergleich dienen die Er-
gebnisse der Versuchsreihe, die direkt nach der Fertigung geprüft wurde. 
Mit zunehmender Prüfgeschwindigkeit treten alle in Abschnitt 5.1.1 beschrie-
benen charakteristischen Schädigungsmechanismen erst bei höheren Kräften 
ein. Das zu höheren Kräften verschobene Beulen der Profilkanten und damit 
eine verzögerte plastische Verformung des Stahls der Druckfinne ist durch die 
mit zunehmender Verformungsgeschwindigkeit steigende Fließgrenze des ein-
gesetzten Stahls [83, 87] zu erklären. Neben dem Beulen der Hutprofilkanten 
tritt bei höheren Prüfgeschwindigkeiten auch das Versagen der CFK/Stahl-
Grenzfläche bei höheren Kräften ein. Dieses Verhalten ist vermutlich auf das 
zeitabhängige Relaxationsverhalten der Epoxidharzmatrix zurückzuführen. In 
Epoxidharzen können die für eine Verformung notwendigen Prozesse bei er-
höhten Verformungsgeschwindigkeiten nicht schnell genug ablaufen, was zu 
einem Anstieg der Festigkeit führt [32, 58, 121]. 
6.1 Differentielle Hybridträger 
131 
 
Abbildung 6.6: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte bei unterschiedlichen 
Prüfgeschwindigkeiten (vPrüf) der differentiellen Hybridträger, Daten aus [134]# 
Der Anstieg der Festigkeit der Epoxidharzmatrix, die zugleich auch die Grenz-
flächenfestigkeit zwischen CFK und Stahl darstellt, führt wiederum dazu, dass 
höhere Kräfte notwendig sind, um ein Versagen der Grenzfläche herbeizufüh-
ren. Das Versagen der Grenzfläche tritt mit zunehmender Prüfgeschwindigkeit 
über eine größere Fläche ein, was wiederum ausgeprägtere Kraftabfälle in den 
Kraft-Weg-Kurven zur Folge hat. Durch das großflächigere Versagen der 
Grenzfläche fällt die Kraftdifferenz zwischen der Initiierung des Grenzflä-
chenversagens und dem Erreichen von Fmax mit erhöhten Prüfgeschwindigkei-
ten immer geringer aus (vgl. Abbildung 6.6). Das Versagen des Laminats bei 
höheren Kräften ist wie auch das Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche auf die 
erhöhte Steifigkeit der Matrix bei erhöhten Prüfgeschwindigkeiten zurückzu-
führen [32, 121], da dies eine Erhöhung der faserparallelen Druckfestigkeit zur 
Folge hat [4]. Dieses Verhalten zeigte sich bereits in Untersuchungen von 
Schmack et al. [48, 50] und Wiegand [49], bei denen ebenfalls ein Anstieg der 
faserparallelen Druckfestigkeiten durch eine Erhöhung der Prüfgeschwindig-




6.1.3 Zyklische Beanspruchung 
Das Schädigungsverhalten der adhäsiven Verbindung an der CFK/Stahl-
Grenzfläche unterscheidet sich im zyklischen Lastfall nicht vom Verhalten bei 
quasistatischer oder dynamischer Belastung. Jedoch wird das Versagen der 
CFK/Stahl-Grenzfläche durch das im bereits geschädigten Bereich freischwin-
gende Hutprofil zusätzlich begünstigt. Im Fall der LSV tritt bei keinem der 
durchgeführten Versuche an den differentiellen Hybridträgern eine Schädi-
gung des Laminates ein. Zur Initiierung von Laminatschäden sind entweder 
der mögliche Maschinenweg oder die Anzahl der Lastzyklen nicht ausrei-
chend. In quasistatischen Versuchen tritt erst ab einem größeren Traversen-
weg, als dies bei den zyklischen Versuchen möglich ist, das abrupte Versagen 
des Laminats ein. Die LSV der differentiellen Hybridträger lassen sich in Be-
zug auf das Schädigungsverhalten in die in Abbildung 5.16 gezeigten Bereiche 
einteilen. Die charakteristischen Schädigungen treten im Vergleich zu quasi-
statischen Belastungen in den LSV bei erhöhten Kräften auf. Ab Bereich II bis 
zum Versuchsende treten Prüfgeschwindigkeiten auf, die zwischen 
vPrüf,DynI = 4,2⋅10-3 m/s und vPrüf,DynII = 0,45 m/s liegen (vgl. Abschnitt 6.1.2). 
Hierin ist auch der Grund für die ca. 13 % höheren Fmax-Werte im Vergleich zu 
den quasistatischen Versuchen zu finden. Die Durchführung der LSV erfolgte 
in einem Zeitraum zwischen den beiden in Abschnitt 6.1.1 beschriebenen qua-
sistatischen Versuchsreihen. Daher kann auch davon ausgegangen werden, 
dass durch Relaxationsprozesse abgebaute Eigenspannungen ebenfalls einen 
Einfluss auf die Fmax-Werte haben. 
Neben den bei quasistatischen und dynamischen Versuchen auftretenden Schä-
digungsmechanismen kommt bei zyklischer Last die Schädigung des Hutpro-
fils durch Risse an den Kanten des Profils hinzu. Die Rissbildung setzt ab ei-
nem Lastniveau von Fmax = 6 kN ein und erfolgt zunächst entlang der mit der 
Druckfinne in kontaktstehenden Profilkanten (vgl. Abbildung 6.8 a)). Aus ei-
nem kontinuierlichen Anstieg der smax-Werte (vgl. Abbildung 5.25) und durch 
zur Aufnahme von Bildern unterbrochene Versuche kann von einer kontinu-
ierlichen Rissausbreitung ausgegangen werden. Die Risse beschränken sich 
zunächst räumlich auf den direkten Kontaktbereich der Kanten mit der Druck-
finne und damit auf den Bereich der größtmöglichen Verformung (vgl. Abbil-
dung 6.7 a) bis c)). 
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a) Erster sichtbarer Riss an der verformten Profilkante eines differentiellen Hybridträgers 
in einem ESV (N ≈ 10000, Fmax = 7 kN) 
 
b) Risswachstum entlang der verformten Profilkante eines differentiellen Hybridträgers in 
einem ESV (N ≈ 27000, Fmax = 7 kN) 
 
c) Versagen der Profilkante eines differentiellen Hybridträgers in einem ESV 
(N ≈ 60000, Fmax = 7 kN) 
Abbildung 6.7: Rissausbreitung entlang der verformten Profilkanten eines differentiellen 




Abbildung 6.8: Schematische Darstellung der bei zyklischer Belastung auftretenden Schädi-
gungen der differentiellen Hybridträger. a) Rissbildung entlang der Profilkan-
ten im Kontaktbereich der Druckfinne, b) Einseitige Ablösung des Hutprofils, 
Risse entlang der Profilkanten und Querriss durch das Hutprofil 
Die ESV an differentiellen Hybridträgern können anhand der auftretenden 
Schädigungsmechanismen und den zugehörigen maximalen Kräften in vier 
Gruppen eingeteilt werden. In Tabelle 6.1 sind die Eingruppierung, die zuge-
hörigen Schadensbilder und die wirkenden maximalen Kräfte zusammenge-
fasst. 
Tabelle 6.1: Gruppierung der charakteristischen Schadensbilder (vgl. Abbildung 5.24) der diffe-




I. Durchläufer ohne Schäden 
Geringfügige lokale plastische Deforma-
tion auf der Stahloberfläche. 
4 – 6 
II. Durchläufer mit Rissen im 
Stahlprofil 
Ausgeprägte Risse auf dem Stahlprofil im 
Kontaktbereich der Druckfinne. 
6 – 8 
III. Steifigkeitsabfall nach durchge-
hendem Querriss im Stahlprofil 
Ausgeprägte Risse auf dem Stahlprofil, 
Schädigungsinitiierung in der Klebschicht 
ausgehend von einem Überlappungsende 
und Schadensausbreitung zur Hybridträ-
germitte. Auftreten eines durchgehenden 
Querrisses im Stahlprofil. 
8 – 10 
IV. Erreichen des maximalen Ma-
schinenweges nach großflächi-
gem Versagen der Klebschicht 
Ausgeprägte Risse auf dem Stahlprofil, 
Klebschichtschädigung, ausgehend von 
einem Überlappungsende und Ausbrei-
tung über die Hybridträgermitte hinaus. 
Meist vollständige Ablösung des Stahlpro-
fils. 
>10 
Treten die charakteristischen Schäden in LSV noch bei ähnlichen Kräften auf, 
ist dies bei den ESV nicht der Fall. Die CFK/Stahl-Grenzfläche versagt im 
Mittel bei ca. 34 % geringeren Kräften als dies bei quasistatischen Lasten der 
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Fall war. Der Grund hierfür ist, dass die durch die zyklische Belastung auftre-
tenden Verformungen der Fügepartner und auftretende Spannungen durch die 
Epoxidmatrix nur in begrenztem Umfang abgebaut werden können [58]. Dies 
wirkt sich wiederum negativ auf die mechanischen Eigenschaften der Verbin-
dung unter zyklischer Last aus.  
Eine Ablösung des Hutprofils über die Hybridträgermitte hinweg und ein voll-
ständiges Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche finden bei Versuchen mit 
Fmax = 8 kN und Fmax = 10 kN statt. In der Folge kommt es dennoch nicht zum 
Erreichen des maximalen Maschinenweges. Stattdessen bildet sich bei zykli-
scher Belastung des nahezu freiverformbaren Hutprofils ein Riss quer zur Bie-
gelinie (vgl. Abbildung 6.8, Schema b)). Der Riss entsteht aufgrund der Biege-
schwingung des freien Endes des Hutprofils und damit einhergehender starker 
plastischer Deformation direkt in der Hybridträgermitte. Erst im Anschluss an 
die Entstehung des Querrisses erfolgt das Erreichen des Abbruchkriteriums des 
maximalen Maschinenweges innerhalb weniger Lastspiele. Für Versuche mit 
Fmax = 12 kN wird hingegen der maximale Maschinenweg innerhalb weniger 
Lastspiele erreicht, nachdem die Ablösung der CFK/Stahl-Grenzfläche über 
die Bauteilmitte hinweg eintritt. 
6.1.4 Lebensdauerprognose 
Für die differentiellen Hybridträger findet eine Betrachtung möglicher Lebens-
dauerprognosen auf Basis von Ansätzen für metallische Werkstoffe, wie in 
Abschnitt 2.2.3 beschrieben, statt, da das eingesetzte metallische Hutprofil be-
grenzend für die Anwendung unter zyklischer mechanischer Last ist. 
Nach Morrow [90] kann auf Basis von LSV eine zyklische Spannungs-Deh-
nungskurve ermittelt werden. Eine Beurteilung des zyklischen Verhaltens von 
Strukturen und Bauteilen, bei denen weder Spannungen noch Dehnungen di-
rekt ermittelt werden können, ist, wie bereits von Schütt [160], und Piluso und 
Rizzano [161] durchgeführt, anhand von zyklischen Kraft-Verschiebungskur-
ven möglich. Da in der vorliegenden Arbeit nur Kraft-Weg basierte Daten vor-
liegen, wird aus den in Abschnitt 6.1.3 vorgestellten LSV und den so aufge-
nommenen Kraft-Verschiebungskurven die zyklische Kraft-Wegkurve (ZKW) 
aus den maximalen Verformungen ermittelt.  
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Anhand derer kann wiederum unter Einbezug der Annahmen von Basquin [91] 
und Morrow [90] eine Lebensdauerprognose abgeleitet werden. Für die metal-
lische Komponente, das Hutprofil, ist eine separat vom restlichen Hybridträger 
ermittelte quasistatische Bruchspannung anhand der durchgeführten Versuche 
nicht bestimmbar. Daher erfolgt eine Annäherung von 𝜎𝑏 nach der Phybal Me-
thode [95, 97] angepasst an das gewählte Versagenskriterium der Rissbildung 
durch zwei ESV bei Fmax = 7 kN (vgl. Gleichung (2.4)). Nach [59] wirken sich 
die im Kontaktbereich mit der Druckfinne vorliegenden Druckspannungen und 
Druckmittelspannungen positiv auf die Lebensdauer aus, daher findet eine Mo-
difizierung der Basquin-Gleichung durch den Mittelspannungsparameter nach 
Landgraf [94] statt. Nach der Phybal-Methode kann zusätzlich die Dauerfes-
tigkeit über die Temperaturentwicklung während der durchgeführten LSV ab-
geschätzt werden. Da für die in der vorliegenden Arbeit untersuchten Struktu-
ren keine Spannungen oder Dehnungen bestimmt werden können, erfolgt die 
Betrachtung in Abhängigkeit von den aufgezeichneten Kräften und des Tra-
versenweges (sDF). Dieser Umstand wird durch den zusätzlichen Index F an 
den zu bestimmenden Parametern kenntlich gemacht. Die Übertragung des be-
schriebenen Vorgehens von spannungsbasierten Betrachtungen auf kraftba-
sierte Betrachtungen wurde beispielweise von Pottmeyer [21] ebenfalls durch-
geführt. In diesem Zusammenhang ist es dennoch unerlässlich, dass die 
Schädigungsmechanismen, auf deren Basis die Vorhersagen aus LSV getrof-
fen werden, auch im ESV zum Versagen führen. Ebenso sind die getroffenen 
Annahmen nur im Zeitfestigkeitsbereich (vgl. Abbildung 2.8) und für mode-
rate plastische Deformationen gültig [90]. 
Abbildung 6.9 zeigt Aufnahmen der passiven Thermographie eines differenti-
ellen Hybridträgers im LSV bei den Laststufen mit Fmax = 5 kN und 
Fmax = 5,5 kN. Zwischen den gezeigten Laststufen ist erstmals eine Erwärmung 
des Hutprofils um ca. 0,5 °C im Kontaktbereich mit der Druckfinne zu be-
obachten. Nach der Phybal-Methode kann eine untere Grenze (Phybal Ab-
schätzungUG) für die Dauerfestigkeit von 5 kN und eine obere Grenze (Phybal 
AbschätzungOG) bei 5,5 kN für die Lebensdauerprognose angenommen wer-
den. 
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a) Laststufe mit Fmax = 5 kN 
 
b) Laststufe mit Fmax = 5,5 kN 
Abbildung 6.9: Abschätzung der Dauerfestigkeit nach der Phybal-Methode der differentiellen 
Hybridträger während einem LSV durch passive Thermographie, nach [134]# 
Die sich aus den LSV ergebende ZKW der differentiellen Hybridträger ist in 
Abbildung 6.10 gezeigt. Die ZKW ist in zwei Bereiche unterteilt. Bis zu einer 
Wegamplitude von ca. 0,25 mm dominiert in der Gesamtstruktur die elastische 
Deformation, während sich die plastische Deformation auf den direkten Kon-
taktpunkt der Druckfinne mit dem Hutprofil beschränkt. 
 
Abbildung 6.10: Zyklische Kraft-Weg-Kurve der differentiellen Hybridträger, nach [134]# 
Ab einer Wegamplitude von ca. 0,25 mm dringt die Druckfinne deutlich in das 
Hutprofil ein, was zu deutlich höheren Wegamplituden und zur plastischen 
Deformation größerer Bereiche führt. Demnach wird dieser Bereich zur Be-
rechnung der Steigung (𝑛𝐹
′ ) herangezogen. Dieser Bereich entspricht Bereich 
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II der in Abbildung 5.16 gezeigten Kraft-Weg-Kurve. Tritt jedoch das Versa-
gen der CFK/Stahl-Grenzfläche ein, werden diese Datenpunkte der ZKW nicht 
mehr zur Berechnung von 𝑛𝐹
′  herangezogen und sind Bereich III und Bereich 
IV in Abbildung 5.16 zuzuordnen. 
Aus der Steigung der linearen Regression in Abbildung 6.10 ergibt sich 
𝑛𝐹
′  = 0,650 und somit nach Gleichung (2.6) 𝑏𝐹  = -0,153. Anhand der durchge-
führten ESV folgt weiterhin 𝜎𝑏,𝐹  = 12,34 kN. Für die Prognose der differentiel-
len Hybridträger ergibt sich daher Gleichung (6.7). 
𝐹𝑎 = (12,34 kN − 𝐹𝑚) ⋅ (𝑁𝐵)
−0,153 (6.7) 
Abbildung 6.11 zeigt die sich aus der Phybal-Methode und der empirischen 
Abschätzung nach Basquin und Morrow abgeleitete Prognose für das Versa-
gen der metallischen Komponente der differentiellen Hybridträger. 
 
Abbildung 6.11: Vergleich der Lebensdauerprognose nach Basquin und Morrow, nach Glei-
chung (6.7), und der Abschätzung der Dauerfestigkeit nach der Phybal-Me-
thode mit den Versagenspunkten des Metalls der diff. Hybridträger, Daten teil-
weise aus [134]# 
Es ist zu erkennen, dass die empirische Methode in guter Näherung, die in den 
ESV ermittelten Versagenspunkte des Metalls beschreibt. Die zusätzliche nach 
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der Phybal-Methode ermittelte Stützstelle bei Fmax = 7 kN und NB = 44500, er-
laubt eine genauere Anpassung von 𝜎𝑏,𝐹 an das gewählte Versagenskriterium. 
Die Abschätzung der Dauerfestigkeit über passive Thermografie nach der Phy-
bal-Methode liefert ebenfalls eine gute Näherung. 
6.1.5 Bauteilnahe Beanspruchung 
Einfluss mechanischer Vorschädigung 
In Abbildung 6.12 ist das Auftreten der charakteristischen Schädigungsmecha-
nismen der mit verschiedenen Impactenergien vorgeschädigten differentiellen 
Hybridträger dem der zweiten quasistatischen Versuchsreihe, nach zweimona-
tiger Lagerung (vgl. Abschnitt 6.1.1), gegenüber gestellt. Ein Einfluss des Im-
pacts auf das Beulen der Profilkanten ist hinsichtlich der Kräfte und deren 
Streuung nicht zu erkennen. Der Einfluss des Impacts beschränkt sich bei den 
differentiellen Hybridträgern auf die mit dem Versagen der CFK/Stahl-Grenz-
fläche zusammenhängenden Schäden. Wie in Abschnitt 5.3.1 beschrieben, tritt 
ab EImp,II = 25 J eine optisch sichtbare Schädigung dieser Grenzfläche ein (vgl. 
Abbildung 5.29 a)). Daher ist für EImp ≥ EImp,II die einseitige Stahlablösung nicht 
mehr in Abbildung 6.12 aufgeführt. Dennoch ist auch bei einer Impactenergie 
von EImp,I = 16 J ein deutlicher Einfluss des Impacts auszumachen. Hieraus 
kann geschlossen werden, dass, trotz der optisch äußerlich noch nicht geschä-
digten Grenzfläche, diese dennoch Schaden genommen hat. In CT-Aufnahmen 
konnte eine Schädigung der CFK/Stahl-Grenzfläche aufgrund der auftretenden 
Strahlaufhärtung nicht ausreichend genau aufgelöst werden, um bereits vor-
handene Schäden nachzuweisen. Die Schädigung der CFK/Stahl-Grenzfläche 
durch Impact ist auf die begrenzten Verformungseigenschaften der eingesetz-
ten Epoxidharzmatrix und damit einem spröden Versagen zurückzuführen 
[58]. Ein ähnliches Verhalten wurde bereits durch Muth et al. [112]* an geo-
metrisch vergleichbaren Hybridstrukturen nachgewiesen. Ein Versagen der 
CFK/Stahl-Grenzfläche durch Impactbelastungen wird ebenfalls durch den 




Abbildung 6.12: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte der differentiellen Hybrid-
träger nach einem Impact mit unterschiedlichen Energien (EImp), nach [145]# 
Die geringere Fmax im Vergleich zu nicht vorgeschädigten Hybridträgern und 
die zu geringeren Kräften verschobene Rissinitiierung sind auf die veränderte 
Krafteinleitung und die geringere Gesamttragfähigkeit, aufgrund des früheren 
Versagens der CFK/Stahl-Grenzfläche, zurückzuführen. Dies kann auch dar-
aus geschlossen werden, dass die Rissinitiierung bei der gleichen Durchbie-
gung (sDb) wie bei den nicht vorgeschädigten Hybridträgern stattfindet. 
Der Einfluss einer mechanischen Vorschädigung auf die zyklischen mechani-
schen Eigenschaften wurde anhand von LSV nach einem Impact mit Energie 
EImp,II untersucht. In Abbildung 5.34 sind repräsentative Weg-Lastspielzahl-
Verläufe eines vorgeschädigten differentiellen Hybridträgers und eines nicht 
vorgeschädigten differentiellen Hybridträgers gegenübergestellt. Wie zuvor 
beschrieben, ist bereits durch den Impact eine Schädigung der CFK/Stahl-
Grenzfläche hervorgerufen worden (vgl. Abbildung 5.29). Diese Schädigung 
hat eine Reduzierung der Krafteinleitungsfläche und gleichzeitig eine Verrin-
gerung der Steifigkeit des Hybridträgers zur Folge. Dieser Einfluss ist direkt 
zu Beginn des Versuchs durch die höheren Verformungen in Bereich I (vgl. 
Abschnitt 5.1.1) zu erkennen. Bereich II der Verläufe wird durch das Beulen 
der Profilkanten dominiert. Hier sind größere Verformungen des vorgeschä-
digten differentiellen Hybridträgers bei gleicher Belastung zu beobachten, was 
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wiederum auf die geringere Steifigkeit der gesamten Struktur zurückzuführen 
ist. Am Übergang von Bereich II zu Bereich III findet bei den nicht vorgeschä-
digten differentiellen Hybridträgern die Initiierung des Versagens der 
CFK/Stahl-Grenzfläche statt und breitet sich innerhalb weniger Lastzyklen 
großflächig aus. Dies führt dazu, dass zwischen den Verläufen der vorgeschä-
digten und nicht vorgeschädigten Hybridträger ab diesem Zeitpunkt des Ver-
suchs kein Unterschied mehr zu beobachten ist. 
In Tabelle 6.2 sind die Kräfte beim Eintreten des Beulens und die in den LSV 
erreichten maximalen Kräfte der differentiellen Hybridträger zusammenge-
fasst. Bezogen auf die aufgebrachten Kräfte ist für das Beulen der Profilkanten 
kein Einfluss des Impacts zu beobachten. Jedoch sind bis zu diesem Zeitpunkt 
höhere Traversenwege nach einem Impact, wie sie in Abbildung 5.34 zu sehen 
sind, festzustellen. Die gemittelten maximalen Kräfte sind nach einem Impact 
mit EImp,II ca. 9 % geringer als ohne Impact. Dies ist wie bei den quasistatischen 
Versuchen auf die von Beginn des Versuches an geringere Tragfähigkeit der 
vorgeschädigten Hybridträger zurückzuführen. 
Tabelle 6.2: Vergleich der charakteristischen Schadenspunkte der differentiellen Hybridträger 
ohne und mit Vorschädigung durch Impact in LSV 
Charakteristischer Schadenspunkt Kein Impact EImp,II 
„Beulen der Profilkanten“ in kN 6,6 ± 0,3 6,5 ± 0,0 
Fmax in kN 13,6 ± 0,5 12,4 ± 0,1 
Zusammenfassend beschränkt sich der Einfluss mechanischer Vorschädigung 
durch Impact auf den Eintritt der in Abschnitt 6.1.1 und 6.1.3 beschriebenen 
charakteristischen Schädigungen. Eine grundsätzliche Veränderung des Schä-
digungsverhaltens der differentiellen Hybridträger tritt hingegen nicht ein. In 
Bezug auf eine Anwendung ist dennoch ein Impact als kritisch anzusehen, da 
bereits das Einbringen einer nicht optisch erkennbaren Schädigung der Grenz-
fläche eine Verringerung der mechanischen Eigenschaften nach sich zieht (vgl. 
Abbildung 6.12 und Tabelle 6.2). 
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Einfluss thermischer Beanspruchung 
Der Einfluss einer thermischen Belastung durch 100 Temperaturzyklen (vgl. 
Abschnitt 4.2.3) auf das Auftreten der charakteristischen Schädigungen und 
auf Fmax der differentiellen Hybridträger ist in Abbildung 6.13 zusammenge-
fasst. 
 
Abbildung 6.13: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte, nach 100 Zyklen (NT-Zyk-
len) thermischer Degradation der differentiellen Hybridträger, Daten aus [145]# 
Bei einer thermischen Belastung von maximal 80 °C ist nicht von einer Verän-
derung der mechanischen Eigenschaften des Hutprofils auszugehen. Daher hat 
die thermische Zyklierung, wie in Abbildung 6.13 deutlich wird, keinen Ein-
fluss auf die Kräfte, die zum Beulen der Profilkanten aufgebracht werden müs-
sen. Die thermische Degradation ist hingegen deutlich an der Schädigung der 
CFK/Stahl-Grenzfläche und an den maximalen Kräften im Verlauf der Versu-
che zu erkennen. Dieses Verhalten ist auf verschiedene Einflussfaktoren zu-
rückzuführen. Einer dieser Faktoren ist die Nachvernetzung des Harzsystems 
im Verlauf der thermischen Zyklierung. Anhand der DSC-Messungen aus Ab-
bildung 6.14 ist zu erkennen, dass vor der thermischen Belastung in der ersten 
Aufheizphase der DSC-Messung eine exotherme Reaktion stattfindet, die einer 
Nachvernetzung der Matrix zuzuordnen ist. Nach der thermischen Zyklierung 
hingegen ist keine freiwerdende Energie zu beobachten.  
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Abbildung 6.14: DSC-Messungen nach thermischer Zyklierung 
Diese Nachvernetzung bei Temperaturen im Bereich von TKons,I = 80 °C führt 
zu einem Anstieg der Harzfestigkeit. Zudem führt die Differenz der thermi-
schen Ausdehnungskoeffizienten (vgl. Abschnitt 6.1.1) und die wiederkeh-
rende Belastung durch die thermische Zyklierung an den Enden der aufgesetz-
ten Hutprofile zu Mikrorissen in der Grenzfläche. Der Einfluss von 
Mikrorissen wurde bereits von Mahdavi et al. [77] und Ghasemi und Moradi 
[78] beschrieben und überwiegt den Festigkeitsgewinn durch die Nachvernet-
zung der Matrix. 
Das frühere Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche führt, wie auch nach einer 
mechanischen Vorschädigung durch Impact, zu geringeren maximalen Kräf-
ten. Auf die Initiierung des Risses im Laminat in der Mitte der Hybridträger 
(vgl. Abbildung 6.1, Schema 5) hat die thermische Belastung hingegen keinen 
Einfluss. Woraus sich folgern lässt, dass die Nachvernetzung vermutlich kei-
nen oder einen deutlich geringeren Einfluss auf das Verhalten der differentiel-
len Hybridträger hat als die auftretenden Mikrorisse und thermisch induzierte 
Eigenspannungen. 
Einfluss korrosiver Beanspruchung 
Nach Habenicht [58] stellt die Diffusion von Feuchtigkeit in die Fügestellen 
und damit in die CFK/Stahl-Grenzfläche den kritischsten Schädigungsmecha-
nismus bauteilnaher Beanspruchung dar. Die eindiffundierte Feuchtigkeit kon-
densiert in Fehlstellen wie Mikroporen (vgl. Abbildung 5.4 a)) an der Grenz-
fläche aus und führt auch bei Epoxidsystemen zu einer Quellung der Matrix, 
welche zu einem vorzeitigen Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche führt 
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[4, 79, 80]. Zudem kann es durch Kontaktkorrosion zwischen CFK und Stahl 
(vgl. Abschnitt 2.3.6) zu einer weiteren Schädigung der CFK/Stahl-Grenzflä-
che kommen. Da weder nach der Entnahme aus der Korrosionskammer ober-
flächlich, noch nach der mechanischen Prüfung direkt an der Grenzfläche, 
möglicherweise entstandene Korrosionsprodukte zu beobachten sind, ist die 
Massenzunahme der Hybridträger vermutlich nur auf die Aufnahme von 
Feuchtigkeit zurückzuführen. Die Dauer, für die die Hybridträger der korrosi-
ven Atmosphäre ausgesetzt sind, spielt, wie anhand der Feuchtigkeitsauf-
nahme (vgl. Tabelle 5.14) zu erkennen ist, eine entscheidende Rolle. Zwischen 
tKorr,I = 48 h und tKorr,II = 168 h nimmt die Feuchtigkeitseinlagerung um 58 % zu. 
In Abbildung 6.15 sind die Kräfte beim Auftreten der charakteristischen Schä-
digungspunkte und die maximal auftretenden Kräfte differentieller Hybridträ-
ger nach tKorr,I und tKorr,II denen der quasistatischen Versuchsreihe, nach zwei-
monatiger Lagerung, gegenübergestellt. Ein Einfluss auf das Eintreten des 
Beulens der Hutprofilkanten ist nicht zu beobachten. Dies ist darauf zurückzu-
führen, dass ein rostfreier Stahl eingesetzt wurde [82]. Die Diffusion von 
Feuchtigkeit, insbesondere in die CFK/Stahl-Grenzfläche, zeigt einen deutli-
chen Effekt auf die Grenzflächenfestigkeit, da ca. 18 % geringeren Kräfte zum 
Erstversagen der CFK/Stahl-Grenzfläche aufgebracht werden müssen. Die 
Dauer der korrosiven Degradation im betrachteten Zeitraum scheint jedoch bei 
den untersuchten Zeiten keinen Einfluss zu haben. Dies lässt den Schluss zu, 
dass bereits nach tKorr,I die CFK/Stahl-Grenzfläche durch in Poren (vgl. Abbil-
dung 5.4 a)) kondensierte Feuchtigkeit [79] im gleichen Maße geschädigt 
wurde wie nach tKorr,II. Die geringeren maximalen Kräfte sind ebenfalls auf 
eine frühzeitige und schnellere Ausbreitung des Versagens der CFK/Stahl-
Grenzfläche bis zur Bauteilmitte zurückzuführen. Die Rissinitiierung auf der 
Oberseite des Laminates hingegen findet, unabhängig von der Degradation, bei 
vergleichbaren Traversenwegen und damit Durchbiegungen statt. Dies lässt 
darauf schließen, dass eine Verringerung der Matrixfestigkeit durch ein mög-
liches Quellen der Matrix nicht stattfindet. Die geringeren Kräfte sind wiede-
rum auf das frühzeitige Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche und die damit 
veränderte Lasteinleitung zurückzuführen. 
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Abbildung 6.15: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte der differentiellen Hybrid-
träger nach korrosiver Degradation, Daten aus [145]# 
6.2 Integrale Hybridträger 
6.2.1 Quasistatische Beanspruchung 
Die Diskussion des Verhaltens der integralen Hybridträger findet anhand der 
in Abschnitt 5.1.1 beschriebenen charakteristischen Schädigungsmechanis-
men sowie anhand der daraus resultierenden Bereiche der Kraft-Weg-Kurven 
statt. Bereich I kennzeichnet die elastische und plastische Verformung des Hut-
profils. Die abnehmende Steifigkeit lässt sich durch die einsetzende Plastifi-
zierung erklären. Bereich II ist durch das Beulen des Hutprofils (vgl. Abbil-
dung 6.16, Schema 1) und das Kollabieren des Schaumkerns gekennzeichnet. 
Ab einer Durchbiegung von ca. 18 mm hat sich lokal ein nahezu rechteckiger 
Querschnitt im Stahlprofil aufgrund der plastischen Deformation der Kanten 
eingestellt. Das Beulen des Hutprofils wird von Mildner [38] als charakteris-




Abbildung 6.16: Schematische Darstellung der Schädigungsmechanismen (vgl. Abbildung 5.10) 
bei quasistatischer und dynamischer Belastung. 1) Beginn des Beulens der Pro-
filkanten, 2) Rissinitiierung an der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche, 3) 
Riss erreicht den Laminatrand, Erreichen von Fmax 
Der Übergang von Bereich II zu Bereich III ist durch die Initiierung der Schä-
den an der Oberseite des Laminats gekennzeichnet, ausgehend von der Spitze 
der mittleren eingebetteten Lasche (vgl. Abbildung 6.16, Schema 2). Die Schä-
digung tritt durch Knicken der obersten Faserlage aufgrund einer faserparalle-
len Stauchung (vgl. Abbildung 6.17) ein. Rund um die integrierten Laschen 
bildet sich aufgrund der zusätzlichen Stahl-Lage im Laminat eine in Ab-
schnitt 2.1.1 beschriebene Stufe (vgl. Abbildung 3.12) im Laminat. Im Über-
gangsbereich bilden sich durch diese Stufe Spannungskonzentrationen 
[13, 37, 120], die in Abbildung 6.17 rund um die mittleren eingebetteten La-
schen auf der Laminatoberseite anhand der gezeigten Dehnungen deutlich zu 
erkennen sind. 
 
Abbildung 6.17: DIC-Aufnahme eines integralen Hybridträgers vor Beginn des Risses an der 
mittleren Lasche, nach [134]# 
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Die in Abbildung 6.17 gezeigte DIC-Aufnahme erfolgte kurz vor Erreichen 
des charakteristischen Schädigungspunktes 2 in Abbildung 5.9 (vgl. Abbil-
dung 6.16, Schema 2). Die Ausprägung der Spannungskonzentration um die 
Laschen ist von mehreren, sich überlagernden Faktoren abhängig. Es kommt 
direkt an der Stufe zu einem Steifigkeitssprung aufgrund der integrierten La-
schen. Wenn zudem thermisch induzierte Eigenspannungen aufgrund der un-
terschiedlichen thermischen Ausdehnungskoeffizienten von Stahl [82] und 
CFK in faserparalleler Richtung [148] direkt an der Stufe auftreten, dann er-
fährt das Laminat in faserparalleler Richtung eine Vorbelastung durch 
Druckspannungen und das Hutprofil und die integrierten Laschen durch Zug-
spannungen [13, 75]. Ein weiterer Faktor ist die Störung der Faserarchitektur 
der UD-Lagen im Bereich der Laminatstufe aufgrund der out-of-plane Ondu-
lation der Fasern. Dies führt bei kleinen Stufenhöhen dazu, dass die Druckfes-
tigkeit lokal gemindert wird [4]. All diese Faktoren werden zusätzlich von der 
aufgrund der Biegung entstehenden Druckspannung und der resultierenden 
Stauchung überlagert. 
Der Riss auf der Laminatoberseite breitet sich im weiteren Verlauf von Be-
reich III bis an den Rand des Laminats aus (vgl. Abbildung 6.16, Schema 3). 
Die Rissausbreitung führt zu einer allmählichen Reduktion der Gesamtsteifig-
keit der integralen Hybridträger. In Abbildung 5.10 b) ist deutlich das von Puck 
[33] beschriebene, für faserparalleles Druckversagen charakteristische, Scha-
densbild geknickter Fasern zu erkennen und wurde bereits durch Schmack et 
al. [48] und Wiegand [49] beschrieben. Das Kraftmaximum wird bei allen qua-
sistatischen Versuchen der integralen Hybridträger erreicht, wenn der Riss auf 
der Laminatoberseite den Rand des Laminates erreicht (vgl. Abbildung 6.16, 
Schema 3). In Bereich IV, direkt nach Erreichen von Fmax, breitet sich der Riss 
ausgehend vom Rand auf der Unterseite des Laminates aus. Der Rissfortschritt 
stoppt wiederum an dem Punkt im Laminat, an dem die Spitze der Lasche be-
ginnt und die Rissinitiierung auf der Oberseite stattgefunden hat. Der Grund 
für das Stoppen des Risses ist die durch die zusätzlich eingebrachte Stahl-
schicht ab diesem Punkt größere Steifigkeit des Laminates. 
Neben dem Einfluss des zeitlichen Abstandes zwischen Fertigung und Prüfung 
wurde für die integralen Hybridträger auch der Einfluss erhöhter Fertigungs-
temperaturen bei gleichbleibender Konsolidierungsdauer untersucht. Durch 
die erhöhten Fertigungstemperaturen ist davon auszugehen, dass ein höherer 
6 Diskussion 
148 
Vernetzungsgrad innerhalb der CFK-Matrix vorliegt. Diese Annahme kann 
durch die in Abbildung 6.18 gezeigten DSC-Messungen bestätigt werden.  
 
Abbildung 6.18: DSC-Messungen der Versuchsreihen zum Einfluss der Konsolidierungstempe-
ratur (TKons) 
Findet bei der DSC-Messung zu TKons,I bei beiden Versuchsreihen noch eine 
ausgeprägte Nachvernetzung statt (vgl. Abbildung 6.5), ist dies bei 
TKons,II = 100 °C und TKons,III = 120 °C nicht der Fall. Innerhalb der ersten Auf-
heizphase der DSC-Messungen ist zu erkennen, dass die Hybridträger mit ei-
ner höheren Fertigungstemperatur eine höhere Tg aufweisen, was wiederum 
auf einen höheren Vernetzungsgrad schließen lässt. Dies hat eine erhöhte Mat-
rixsteifigkeit und Festigkeit zur Folge. 
In Abbildung 6.19 sind die charakteristischen Schädigungspunkte der vier qua-
sistatischen Versuchsreihen gezeigt. Volle Symbole bedeuten eine Prüfung di-
rekt nach der Fertigung, nicht gefüllte Symbole eine Prüfung nach ca. zwei-
monatiger Lagerung. Die Versuche zum Einfluss der Fertigungstemperatur 
fanden zeitgleich zu den Versuchen der ersten Versuchsreihe, direkt nach der 
Fertigung statt. Der Einfluss der Fertigungstemperatur und der dadurch erhöhte 
Vernetzungsgrad wirken sich nicht auf die auftretenden Kräfte an den charak-
teristischen Schädigungspunkten aus. Es kann daher davon ausgegangen wer-
den, dass die Schadenspunkte vor allem metalldominiert sind. 
Eine Erhöhung der Konsolidierungstemperatur hat neben der Erhöhung des 
Vernetzungsgrades auch einen Einfluss auf die Höhe der sich ausbildenden 
thermisch induzierten Eigenspannungen [13, 75]. Da bei einer deutlichen Er-
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höhung der Konsolidierungstemperatur keine Festigkeitssteigung zu beobach-
ten ist, kann davon ausgegangen werden, dass sich diese konkurrierenden Ef-
fekte direkt im Anschluss an die Fertigung aufheben. Der Einfluss der Lage-
rung für zwei Monate nach der Fertigung ist hingegen zu erkennen, wenn die 
auftretenden Kräfte der ersten und zweiten Versuchsreihe miteinander vergli-
chen werden. Wenn zudem Relaxationsprozesse innerhalb der Epoxidharz-
matrix auftreten, dann führen diese zu einem Abbau der thermisch induzierten 
Eigenspannungen [4, 58]. Ein Anstieg der auftretenden Kräfte der Hybridträ-
ger mit höheren Konsolidierungstemperaturen zu einem späteren Zeitpunkt ist 
daher ebenfalls zu erwarten. 
 
Abbildung 6.19: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte der integralen Hybridträ-
ger zu den Versuchsreihen aus Abschnitt 5.1.1 (Quasistatische Beanspru-
chung), Daten aus [134, 145]#. 
Die Versuchsreihen mit gefüllten Symbolen fanden gleichzeitig statt. 
6.2.2 Dynamische Beanspruchung 
Die Kräfte beim Auftreten der in Abschnitt 5.1.1 beschriebenen charakteristi-
schen Schädigungspunkte der integralen Hybridträger bei Versuchen mit er-
höhten Prüfgeschwindigkeiten sind in Abbildung 6.20 zusammenfassend dar-
gestellt. Es ist anzunehmen, dass der Anstieg der Kräfte mit zunehmender 
Prüfgeschwindigkeit am ersten charakteristischen Schädigungspunkt, dem 
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Beulen der Profilkanten, durch den Anstieg der Fließgrenze mit steigender 
Verformungsgeschwindigkeit [83, 87, 89] zu erklären ist. Je stärker diese aus-
fällt, desto höher müssen die Kräfte sein, die zu einer plastischen Verformung 
im Metall und in der Folge zu einer späteren plastischen Verformung der Pro-
filkanten führen. 
 
Abbildung 6.20: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte bei unterschiedlichen 
Prüfgeschwindigkeiten (vPrüf) der integralen Hybridträger, Daten aus [134]# 
Je höher die Verformungsgeschwindigkeit, desto höher ist auch die Festigkeit 
der Matrix [4, 32, 121]. Die in der Folge höhere faserparallele Druckfestigkeit 
des CFK [48–50] führt zu einem zu höheren Kräften verschobenen Rissbeginn 
an der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche. Je größer die Steigerung der 
Festigkeit des Stahls und der Matrix, desto höher sind auch die zu beobachten-
den Maximalkräfte. Das Laminat setzt aufgrund der höheren faserparallelen 
Druckfestigkeit bei höheren Verformungsgeschwindigkeiten dem Rissfort-
schritt einen erhöhten Widerstand entgegen und die erforderlichen Kräfte stei-
gen. 
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6.2.3 Zyklische Beanspruchung 
Die beobachtete Rissbildung auf der Oberseite des Hutprofils im Kontaktbe-
reich mit der Druckfinne tritt bei den integralen Hybridträgern bei zyklischen 
Versuchen ab Fmax = 5 kN auf. Die maximalen Lastspielzahlen in ESV und die 
maximalen Kräfte in LSV werden jedoch vom Laminatversagen bestimmt. Die 
in LSV auftretenden Schadensbilder sind mit den in quasistatischen (vgl. Ab-
bildung 5.10) und dynamischen (vgl. Abschnitt 5.1.2) Versuchen vergleichbar. 
Zunächst kommt es zur Initiierung eines Risses an der Spitze der mittleren ein-
gebetteten Lasche, der sich mit fortwährender Belastung bis an den Rand des 
Laminates ausbreitet. In Folge des Erreichens des Laminatrandes kommt es 
sowohl in LSV als auch ESV zu einem Steifigkeitsverlust des gesamten Hyb-
ridträgers. Ein Versagen der Laminatunterseite wurde im Verlauf der zykli-
schen Versuche nur vereinzelt im direkten Randbereich des Laminates beo-
bachtet. Der Grund ist vermutlich der im Vergleich zu den quasistatischen und 
dynamischen Versuchen begrenzte Maschinenweg, der keine ausreichend gro-
ßen Durchbiegungen zulässt. Wenn daher größere maximale Verfahrwege 
möglich wären, dann würde es zu dem in quasistatischen und dynamischen 
Versuchen beobachteten Laminatversagen auf der Unterseite kommen. In Ta-
belle 6.3 sind die in ESV auftretenden Schadensbilder den jeweiligen Laststu-
fen zugeordnet und eingruppiert. 
Tabelle 6.3: Gruppierung der charakteristischen Schadensbilder der integralen Hybridträger in 
den ESV in Abhängigkeit der aufgebrachten Fmax [134]#, vgl. Abbildung 5.27 und 
Abbildung 5.28 
Gruppierung Schadensbild Fmax in kN 
I. Durchläufer ohne Schäden 
Geringfügige lokale plastische Defor-
mation auf der Stahloberfläche. 
4 – 5 
II. Durchläufer mit Rissen im 
Stahlprofil 
Ausgeprägte Risse auf dem Stahlpro-
fil im Kontaktbereich der Druckfinne. 
5 – 10 
III. Erreichen des maximalen Ma-
schinenweges 
Ausgeprägte Risse auf dem Stahlpro-
fil. 
Rissausbreitung auf der Laminatober-





In den ESV kommt es ab Fmax = 10 kN zu einer Initiierung der Schädigung im 
Laminat und in der Folge auch zu einem frühzeitigen Erreichen des maximalen 
Maschinenweges. Verglichen mit den quasistatischen Versuchen (vgl. Abbil-
dung 6.19) sind ca. 40 % geringere Kräfte zur Initiierung der Laminatschädi-
gung nötig. Bei zyklischer Belastung weisen CFK-Laminate eine höhere Emp-
findlichkeit gegenüber Druckmittelspannungen auf, als dies für 
Zugmittelspannungen der Fall ist [37]. Die Schädigung von FVK geht bei zyk-
lischer Belastung insbesondere von inneren Defekten aus [37, 71]. Diese De-
fekte werden im Fall der integrierten Laschen durch die bei der Integration 
entstehenden Harztaschen eingebracht. 
Das für FVK unter zyklischer Belastung typische Wachstum und die Entste-
hung von Delamination durch Matrixrisse [57] tritt jedoch nicht auf. Delami-
nation wurde in [69] bei zyklischer Belastung durch die höheren wirkenden 
Schubspannungen bei einem Auflagerabstand/Laminatdickenverhältnis von 
20/3 beobachtet [41]. Der Grund für die in den Versuchen der vorliegenden 
Arbeit nicht auftretende Delamination sind die gewählten Abmessungen des 
Versuchsaufbaus. Aus diesen ergibt sich ein Auflagerabstand/Laminatdicken-
verhältnis von 146/2, wodurch in [41] deutlich geringere Schubspannungen im 
Laminat auftreten als in [69].  
In LSV erfolgt die Rissinitiierung im Vergleich zur quasistatischen Versuchs-
reihe direkt nach der Fertigung, in Abschnitt 6.2.1, bei ca. 5 % geringeren Kräf-
ten (vgl. Abbildung 5.19, Bereich III). Das lässt auf eine höhere Empfindlich-
keit dieses Bereichs um die Laschen bezüglich zyklischer Belastungen 
schließen. Die durch die Harztaschen [36] zusätzlich eingebrachten Kerben im 
am stärksten belasteten Bereich um die mittlere Lasche stützen diese An-
nahme. In ESV tritt die Rissinitiierung bei deutlich geringeren Lasten, aber 
deutlich höheren Lastspielzahlen als in den LSV auf. Die Ausbreitung erfolgt 
bei einer konstanten Fmax und Lastamplitude ebenfalls kontinuierlicher und 
langsamer als in LSV. Die frühzeitige Rissinitiierung ist auf die hohen Span-
nungskonzentrationen an der Spitze der Laschen zurückzuführen, welche unter 
konstanter langanhaltender Last einen größeren Einfluss haben als unter qua-
sistatischer oder steigender zyklischer Last [37, 71]. Die langsamere Ausbrei-
tung des Risses ist hingegen auf die geringeren wirkenden Kräfte und damit 
die geringeren Spannungen zurückzuführen. 
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Ein weiterer Faktor bei der Betrachtung der auftretenden Laminatschäden ist 
der Zustand des Hutprofils. Bilden sich aufgrund der zyklischen Belastung 
Risse im Hutprofil, wird die Tragfähigkeit des Profils verringert, da der tra-
gende Querschnitt reduziert wird. Ebenso zieht dies eine Veränderung der in 
das Laminat eingeleiteten Lasten nach sich. Anhand der starken Zunahme der 
Traversenwege im Verlauf der Bildung von Rissen entlang der stark verform-
ten Profilkanten (vgl. Abbildung 6.22) und Querrissen (vgl. Abbildung 6.21) 
ist davon auszugehen, dass diese einen besonders großen Einfluss auf die Trag-
fähigkeit des Hutprofils haben. 
 
Abbildung 6.21: Querriss im Stahlprofil und Rissausbreitung auf der Laminatoberseite eines im 
ESV mit Fmax = 10 kN belasteten integralen Hybridträgers, nach [134]# 
Abbildung 6.23 zeigt die aufgezeichneten smax und smin -Werte eines ESV ei-
nes integralen Hybridträgers bei Fmax = 10 kN. Anhand von unterbrochenen 
Dauerschwingversuchen und zu diesen Zeitpunkten aufgenommenen Bildern 
lässt sich der Anstieg des Traversenweges ab ca. N = 104 Lastzyklen der Bil-
dung und dem Wachstum der Längsrisse entlang der Profilkanten zuordnen 
(vgl. Abbildung 6.22). Die Initiierung und das Wachstum des in Abbil-
dung 6.21 gezeigten Querrisses führt zu einem rapiden Anstieg des Traversen-
weges im in Abbildung 6.23 markierten Bereich. Dieser Querriss führt zu einer 
punktuelleren und asymmetrischeren Krafteinleitung vom Hutprofil in das La-
minat. Die veränderte Krafteinleitung hat eine Erhöhung der Durchbiegung 
und auch der im Laminat wirkenden Spannungen zur Folge. Die erhöhten 
Druckspannungen wiederum führen zur Initiierung des in Abbildung 6.21 ge-




a) Erster sichtbarer Riss an der verformten Profilkante eines integralen Hybridträgers 
in einem ESV (N ≈ 10000, Fmax = 8 kN) 
 
b) Risswachstum entlang der verformten Profilkante eines integralen Hybridträgers 
in einem ESV (N ≈ 25000, Fmax = 8 kN) 
 
c) Versagen der Profilkante eines integralen Hybridträgers in einem ESV 
(N ≈ 50000, Fmax = 8 kN) 
Abbildung 6.22: Rissausbreitung entlang der verformten Profilkanten eines integralen Hybrid-
trägers im Verlauf eines ESV mit Fmax = 8 kN 
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Abbildung 6.23: Weg-Lastspielzahl-Diagramm eines mit Fmax = 10 kN belasteten integralen Hyb-
ridträgers, nach [134]# 
Die nahezu konstanten Wegamplituden ab ca. 10 Lastzyklen sind auf die ein-
geschränkte Rückverformbarkeit des bereits plastisch verformten Hutprofils 
zurückzuführen. Auch nach Beendigung des Versuchs weisen die integralen 
Hybridträger eine bleibende Durchbiegung auf (vgl. Abbildung 6.24), da keine 
Trennung von Laminat und Hutprofil aufgrund der integrierten Laschen er-
folgte. 
 
Abbildung 6.24: Integraler Hybridträger nach einem ESV mit Fmax = 10 kN, [134]# 
Nach [7] stellt bei der Anwendung von Hybriden aus FVK und Metall die plas-
tische Deformation des metallischen Teils der Struktur die Grenze für eine 
mögliche Anwendung dar. Diese Annahme kann anhand des zuvor beschrie-





Die Auswertung der passiven Thermografie und auch der ZKW erfolgt für die 
integralen Hybridträger analog zum in Abschnitt 6.1.4 beschriebenen Vorge-
hen im Fall der differentiellen Hybridträger. Auch wird ebenfalls auf eine Ab-
schätzung auf Basis des CFK-Verhaltens verzichtet, da auch für die integralen 
Hybridträger das Verhalten des Hutprofils als kritisch für den späteren Einsatz 
anzusehen ist. 
Abbildung 6.25 zeigt die Aufnahmen passiver Thermografie aus einem LSV 
der integralen Hybridträger bei Fmax = 4,5 kN und Fmax = 5 kN. Zwischen diesen 
beiden Laststufen findet eine Erwärmung des Kontaktbereiches der Druck-
finne um ca. 0,5 °C statt. Durch diese beiden Laststufen werden nach der Phy-
bal-Methode die obere Grenze (Fmax = 5 kN) und die untere Grenze 
(Fmax = 4,5 kN) der Dauerfestigkeit abgeschätzt. 
 
a) Laststufe mit Fmax = 4,5 kN 
 
b) Laststufe mit Fmax = 5 kN 
Abbildung 6.25: Abschätzung der Dauerfestigkeit nach der Phybal-Methode der integralen Hyb-
ridträger während einem LSV, nach [134]# 
Die aus den LSV ermittelte ZKW der integralen Hybridträger ist in Abbil-
dung 6.26 gezeigt. Die ZKW wird in einen von der elastischen Deformation 
des Hutprofils dominierten Bereich und einen Bereich mit ausgeprägter plasti-
scher Deformation eingeteilt. Die Einteilung erfolgte anhand der auftretenden 
Wegamplituden, die bei allen Versuchen ab einer Kraftamplitude von 2,5 kN 
deutlich zunimmt. Zur Ermittlung des kraftbezogenen Ermüdungsverfesti-
gungsexponenten (𝑛𝐹
′ ) werden entsprechend nur Datenpunkte herangezogen, 
die im Bereich der plastischen Deformation des Hutprofils liegen und nicht 
vom Laminat dominiert werden. 
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Abbildung 6.26: Zyklische Kraft-Weg-Kurve der integralen Hybridträger, nach [134]# 
Aus der Steigung der linearen Regression bei doppelt logarithmischer Auftra-
gung in Abbildung 6.26 ergibt sich 𝑛𝐹
′  = 0,698, wonach aus Gleichung (2.6) 
𝑏𝐹  = -0,155 folgt. Aus den durchgeführten ESV ergibt sich 𝜎𝑏,𝐹  = 12,54 kN. Die 
so ermittelte Prognose für die integralen Hybridträger ist in Gleichung (6.8) 
zusammengefasst. 
𝐹𝑎 = (12,54 kN − 𝐹𝑚) ⋅ (𝑁𝐵)
−0,155 (6.8) 
In Abbildung 6.27 sind neben den Versagenspunkten des Stahls auch die un-
tere und obere Grenze der Dauerfestigkeit nach der Phybal-Methode und die 
Prognose (Gleichung (6.8)) dargestellt. Die gezeigte Prognose weicht beson-
ders im Bereich hoher Lasten deutlich von den aufgenommenen Datenpunkten 
ab. Vermutlich ist dies darauf zurückzuführen, dass sich das Hutprofil bei ho-
hen Lasten und den damit verbundenen Verformungen geometrisch versteift 
und somit die tatsächliche plastische Verformung im Material geringer ist als 
durch die ZKW erwartet. Folglich ergibt sich bei hohen Lasten im Versuch 
eine höhere Lebensdauer als aus dem Verlauf der ZKW und der daraus abge-
leiteten Prognose nach Basquin [91] und Morrow [90] zu erwarten wäre. Diese 
Tendenz ist für die differentiellen Hybridträger bei den ESV mit Fmax = 10 kN 
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ebenfalls, wenn auch weniger ausgeprägt, zu sehen (vgl. Abbildung 6.11). Ver-
gleicht man entsprechend nur die Datenpunkte zwischen 6 kN und 8 kN mit der 
Prognose, zeigt sich eine gute Übereinstimmung. Die Abschätzung der Dauer-
festigkeit durch passive Thermografie nach der Phybal-Methode [95, 97] lie-
fert, wie schon zuvor für die differentiellen Hybridträger, eine gute Näherung 
der Dauerfestigkeit. Dies wird für die obere Grenze der Phybal-Abschätzung 
deutlich, da hier ein Versagen der metallischen Komponente bei einem der in-
tegralen Hybridträger kurz vor Erreichen der Dauerfestigkeit bei 106 Lastzyk-
len eintritt.  
 
Abbildung 6.27: Vergleich der Lebensdauerprognose der integralen Hybridträger nach Basquin 
und Morrow, nach Gleichung (6.8), und der Abschätzung der Dauerfestigkeit 
nach der Phybal-Methode mit den Versagenspunkten des Metalls, Daten teil-
weise aus [134]# 
6.2.5 Bauteilnahe Beanspruchung 
Einfluss mechanischer Vorschädigung 
Wie bereits in Abschnitt 5.3.1 beschrieben, ist bis EImp,II keine optisch erkenn-
bare Schädigung der integralen Hybridträger zu beobachten. Eine Schädigung 
der CFK/Stahl-Grenzfläche direkt an den eingebetteten Laschen oder entstan-
dene Mikrorisse an der Laschenspitze konnten durch CT-Aufnahmen aufgrund 
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der Strahlaufhärtung durch die metallische Komponente nicht untersucht wer-
den. Erste Schäden in Form eines Risses im Schaumstoffkern (vgl. Abbil-
dung 5.30) treten bei den integralen Hybridträgern bei EImp,III = 40 J auf. Da es 
sich bei dem verwendeten Kernmaterial um einen geschlossenzelligen 
Schaumstoff handelt, füllen sich nur die durch die mechanische Bearbeitung 
geöffneten Poren an der Oberfläche des Schaumstoffs im RTM-Prozess mit 
der Epoxidharzmatrix. Durch die Infiltration der geöffneten Poren entsteht eine 
gute Anbindung des Schaumstoffs an die CFK-Grundplatte und zwischen den 
Schaumkernelementen. Jedoch kommt es hierdurch auch zu einem deutlichen 
Steifigkeitssprung am Übergang der gefüllten zu den nicht gefüllten Bereichen 
des Schaumstoffs, der zum Versagen des Schaumstoffs durch den Impact führt, 
wie in Abbildung 6.28 zu sehen ist. 
 
Abbildung 6.28: Versagen eines Schaumstoffkerns entlang der Grenze zwischen gefüllten und 
ungefüllten Poren 
Der Verlauf der quasistatischen Kraft-Weg-Kurven nach mechanischer Vor-
schädigung unterscheidet sich nicht von dem nicht vorgeschädigter integraler 
Hybridträger. In Abbildung 6.29 sind die Kräfte beim Auftreten der charakte-
ristischen Schäden denen der Versuchsreihe nach zweimonatiger Lagerung ge-
genübergestellt. Es ist zu sehen, dass ein Impact mit bis zu 40 J keinen Einfluss 
auf das vom mechanischen Verhalten des Hutprofils abhängige Beulen der 
Profilkanten und Fmax hat. Ein Impact mit EImp,I bis EImp,III führt zu einer Redu-
zierung der Kräfte um ca. 4,5 %, die aufgebracht werden müssen, um die Initi-
ierung eines Risses an der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche auszulö-
sen. Es ist davon auszugehen, dass der Impact Schäden an der Grenzfläche 
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zwischen den eingebetteten Laschen und dem Laminat zur Folge hat. Der 
durch die zusätzliche Schicht auftretende Steifigkeitssprung und die für Lami-
natstufen typischen Spannungsspitzen [4] lassen ebenfalls den Schluss zu, dass 
bereits optisch nicht sichtbare Schäden durch den Impact hervorgerufen wur-
den. 
 
Abbildung 6.29: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte, nach einem Impact mit 
unterschiedlichen Energien (EImp), der integralen Hybridträger, nach [145]# 
Diese Annahmen werden durch Untersuchungen von Liu [162] an Laminaten 
ähnlicher Dicke gestützt, nach denen ein Impact mit Energien von 40 J Dela-
mination im Laminat zur Folge hat. Je mehr Spannungsspitzen durch die Ris-
sinitiierung an der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche bereits abgebaut 
wurden, desto geringer ist deren Einfluss auf den Rissfortschritt. Dies erklärt 
den nicht zu beobachtenden Einfluss eines Impacts mit EImp ≤ EImp,III auf die 
Maximalkräfte. Dieses Verhalten ist darin begründet, dass Spannungsspitzen 
an der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche durch die Rissinitiierung be-
reits abgebaut wurden. Im weiteren Verlauf des Versuchs breitet sich der Riss 
weiter mit einer konstanten Geschwindigkeit aus. Der Riss erreicht erst bei der 
gleichen Durchbiegung wie im Fall der nicht vorgeschädigten integralen Hyb-
ridträger den Rand des Laminates, was wiederum das Erreichen von Fmax be-
deutet. 
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Der Einfluss mechanischer Vorschädigung auf die zyklischen Eigenschaften 
wurde anhand mit EImp,III vorgeschädigter integraler Hybridträger in LSV un-
tersucht. Abbildung 5.37 zeigt repräsentative Weg-Lastspielzahl-Verläufe ei-
nes vorgeschädigten und eines nicht vorgeschädigten integralen Hybridträgers 
im LSV. Hinsichtlich der in Abschnitt 5.2.1 definierten Bereiche ist kein qua-
litativer Unterschied zwischen den gezeigten Verläufen zu erkennen. Dies ist, 
wie auch schon beim Einfluss auf die quasistatischen Eigenschaften, mit der 
durch den Impact nicht veränderten Lasteinleitung vom Hutprofil in das Lami-
nat und die im Vergleich zu ESV deutlich kleineren Lastspielzahlen zu erklä-
ren.  
In Tabelle 6.4 sind die in den LSV ermittelten Kräfte der charakteristischen 
Schäden und die maximalen Kräfte an vorgeschädigten und nicht vorgeschä-
digten integralen Hybridträgern gegenübergestellt. Es lässt sich anhand der 
dargestellten Werte kein signifikanter Einfluss des Impacts auf das Auftreten 
der Schädigung oder die ermittelten maximalen Kräfte erkennen. In LSV hat 
daher eine mechanische Vorschädigung keinen Einfluss auf die mechanischen 
Eigenschaften. 
Tabelle 6.4: Vergleich der charakteristischen Schadenspunkte der integralen Hybridträger ohne 
und mit Vorschädigung durch Impact in LSV 
Charakteristischer Schadenspunkt Kein Impact EImp,III 
„Beulen der Profilkanten“ in kN 6,4 ± 0,3 6,5 ± 0,0 
„Rissbeginn im Laminat“ in kN 15,0 ± 0,8 15,0 ± 0,9 
Fmax in kN 15,7 ± 1,0 15,8 ± 0,8 
Einfluss thermischer Beanspruchung 
Die thermische Belastung der integralen Hybridträger führt zu einer Nachver-
netzung der Epoxidharzmatrix (vgl. Abbildung 6.14) und damit einer Festig-
keitssteigerung der Matrix. Ebenso ist auch von einem Anstieg thermisch in-
duzierter Eigenspannungen und der Entstehung von Mikrorissen auszugehen 
[77, 78]. In Abbildung 6.30 sind die charakteristischen Schädigungsmechanis-
men und Fmax für thermisch belastete integrale Hybridträger mit denen der qua-
sistatischen Versuchsreihe nach zweimonatiger Lagerung aus Abschnitt 6.2.1 
abgebildet. Wie auch schon im Fall der mechanischen Vorschädigung ist kein 
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Einfluss auf den Punkt des Beulens des Hutprofils zu beobachten. Der Grund 
hierfür ist, dass dieser maßgeblich von den mechanischen Eigenschaften des 
Hutprofils beeinflusst wird und bei einer maximalen Temperatur von 80 °C 
nicht von einer Veränderung der mechanischen Eigenschaften des Stahls aus-
zugehen ist [82]. Die Initiierung eines Risses an der mittigen eingebetteten La-
sche hingegen findet nach der thermischen Belastung im Mittel bei ca. 5 % 
höheren Kräften und bei ca. 8 % höheren Traversenwegen statt. 
 
Abbildung 6.30: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte, nach 100 Zyklen (NT-Zyk-
len) thermischer Degradation, der integralen Hybridträger, nach [145]# 
Je höher die Matrixfestigkeit aufgrund der Nachvernetzung, desto später findet 
ein Ausknicken der auf Druck belasteten Fasern auf der Laminatoberseite statt. 
Wenn, wie zu beobachten, keine Degradation durch die thermische Zyklierung 
stattfindet, dann ist davon auszugehen, dass die positiven Effekte der Nachver-
netzung etwaige entstandene Schäden durch Mikrorisse überkompensieren. 
Einfluss korrosiver Beanspruchung 
Der Einfluss der korrosiven Atmosphäre für unterschiedliche Zeiten auf das 
mechanische Verhalten der integralen Hybridträger wird in Abbildung 6.31 
den integralen Hybridträgern der quasistatischen Versuchsreihe nach zweimo-
natiger Lagerung gegenübergestellt. Ein Einfluss auf das Beulen der Profilkan-
ten selbst ist aufgrund des verwendeten Stahls nicht zu erwarten [82]. Dies 
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kann durch die nicht veränderten aufzubringenden Kräfte bestätigt werden. 
Nach tKorr,I ist kein Einfluss auf das Schädigungsverhalten zu beobachten.  
 
Abbildung 6.31: Vergleich der charakteristischen Schädigungspunkte, nach unterschiedlich lan-
gen Zeiten korrosiver Degradation (tKorr), der integralen Hybridträger, nach 
[145]# 
Durch Kontaktkorrosion (vgl. Abschnitt 2.3.6) entstandene Korrosionspro-
dukte an der Oberfläche der integralen Hybridträger konnten nicht beobachtet 
werden. Daher ist die Massenzunahme vermutlich nur auf die Aufnahme von 
Feuchtigkeit durch das Laminat und auf in Poren auskondensierte Feuchtigkeit 
zurückzuführen. Der nach tKorr,I nicht zu beobachtende Einfluss dieser Feuch-
tigkeit könnte auf die nur geringe aufgenommene Menge an Feuchtigkeit von 
0,3 g zurückgeführt werden, die wiederum nur zu einer geringen Schädigung 
der CFK/Stahl-Grenzfläche führt. Ebenso könnte auch die mechanische Ver-
klammerung von Laminat und Laschen der Grund dafür sein, dass eine Schä-
digung der Grenzfläche nach tKorr,I zunächst keinen Einfluss auf das Verhalten 
der integralen Hybridträger hat. Nach tKorr,II in der korrosiven Atmosphäre wer-
den jedoch um ca. 4,5 % geringere Kräfte beobachtet, die zu einer Rissinitiie-
rung an der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche führen. Je mehr Störstel-
len durch die Integration der vielen einzelnen Laschen in das Laminat 
eingebracht werden, desto größer ist die Wahrscheinlichkeit von Fehlstellen an 
der CFK/Stahl-Grenzfläche. Wenn die Anzahl der Fehlstellen erhöht wird, 
dann kann Feuchtigkeit insbesondere in Mikroporen auskondensieren und die 
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CFK/Stahl-Grenzfläche schädigen. Wenn diese Schädigung zunimmt, dann 
gewinnt der Steifigkeitssprung an der eingebetteten Lasche einen größeren 
Einfluss und je größer dieser ist, desto früher kommt es zur Rissinitiierung an 
der Spitze der eingebetteten Lasche. Wenn jedoch, wie beobachtet, der initi-
ierte Riss bei vergleichbaren Durchbiegungen den Rand des Laminates er-
reicht, was durch das Erreichen von Fmax gekennzeichnet ist, dann kann ange-
nommen werden, dass die Feuchtigkeit keinen Einfluss auf die Festigkeit der 
Matrix hat. 
6.3 Vergleich der Hybridträgervarianten 
6.3.1 Quasistatische Beanspruchung 
Um die Eigenschaften und das Verhalten der Hybridträgervarianten bei quasi-
statischen Belastungen vergleichen zu können, sind in Abbildung 6.32 reprä-
sentative Kraft-Weg-Kurven der differentiellen und integralen Hybridträger 
gezeigt. 
 
Abbildung 6.32: Repräsentative Kraft-Weg-Diagramme der Hybridträgervarianten und Bereiche 
der maximal auftretenden Kräfte, Daten aus [134, 145]# 
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Ergänzend ist die Streuung der Fmax-Werte aller durchgeführten Versuche der 
jeweiligen Versuchsreihen, direkt nach der Fertigung und nach der Lagerung, 
dargestellt. 
Es ist zu erkennen, dass bei den differentiellen Hybridträgern das Beulen der 
Profilkanten im Mittel bei um ca. 0,2 kN höheren Kräften einsetzt 
(6,15 kN ± 0,15 kN (diff.) vs. 5,95 kN ± 0,1 kN (int.)). Dies ist auf die höhere 
Bauteilsteifigkeit der differentiellen Hybridträger zu Beginn des Versuchs 
(vgl. Abbildung 6.33) zurückzuführen, die sich vermutlich aus der größeren 
Krafteinleitungsfläche an der CFK/Stahl-Grenzfläche ergibt. 
 
Abbildung 6.33: Ausschnitt aus Abbildung 6.32, repräsentativer Kraft-Weg-Diagramme der 
Hybridträgervarianten und Anfangssteifigkeiten 
Daraus kann geschlussfolgert werden, dass das Verhalten beider Hybridträger-
varianten bis zum Einsetzen des Beulens von den Eigenschaften der eingesetz-
ten Hutprofile und des Schaumkerns dominiert wird (vgl. [114, 115]). Ab dem 
Beginn des Beulens unterscheidet sich das Verhalten der beiden Hybridträger-
varianten. Der weitere Verlauf der Kraft-Weg-Kurven bis zum Erreichen von 
Fmax ist im Fall der differentiellen Hybridträger von Kraftabfällen und dem 
Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche geprägt. Die Initiierung des Risses auf 
der Laminatoberseite tritt erst nach dem vollständigen Versagen der 
CFK/Stahl-Grenzfläche und nach Erreichen von Fmax ein, wie in Abbildung 5.5 
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in Abschnitt 5.1.1 gezeigt wird. Im Fall der integralen Hybridträger zeigt der 
Verlauf der Kraft-Weg-Kurven hingegen keine Kraftabfälle in derselben Grö-
ßenordnung, wie es bei den differentiellen Hybridträgern zu beobachten ist 
(vgl. Abbildung 6.32). Die Ausbreitung des Risses auf der Laminatoberseite 
bis an den Rand des Laminates erfolgt bei den integralen Hybridträgern gleich-
mäßig bis zum Erreichen von Fmax, wie in Abbildung 5.10 in Abschnitt 5.1.1 
zu sehen ist. Bei den differentiellen Hybridträgern hingegen erfolgt der Riss 
schlagartig bis an den Rand des Laminates. Wenn, wie im Fall der integralen 
Hybridträger, eine zusätzliche Stufe in das Laminat eingebracht wird, was bei 
den differentiellen Hybridträger nicht der Fall ist, dann ist hier der Grund für 
das unterschiedliche Verhalten der beiden Varianten, bezogen auf die Entste-
hung des Risses im Laminat, zu suchen. Je unterschiedlicher zudem die 
CFK/Stahl-Grenzfläche gestaltet ist, desto größer sind auch die Unterschiede 
in den thermisch induzierten Eigenspannungen (vgl. Abschnitt 2.3.5). Bei den 
integralen Hybridträgern ist anzunehmen, dass im Bereich der Laschen mit ei-
ner Konzentration der thermisch induzierten Eigenspannungen zu rechnen ist, 
die bei den differentiellen Hybridträgern im Bereich der genannten CFK/Stahl-
Grenzfläche auftreten. 
6.3.2 Dynamische Beanspruchung 
In Abbildung 6.34 sind die maximal auftretenden Kräfte und die Kräfte bei 
Beginn des Beulens in Abhängigkeit von der Prüfgeschwindigkeit für beide 
Hybridträgervarianten gegenübergestellt. Ein Vergleich der anderen, in Ab-
schnitt 5.1.1 beschriebenen Schädigungsmechanismen findet nicht statt, da 
sich diese zu sehr voneinander unterscheiden. 
Beide untersuchten Hybridträgervarianten weisen bei höheren Verformungs-
geschwindigkeiten größere Kräfte am Beginn des Beulens sowie größere Ma-
ximalkräfte auf. Es ist anzunehmen, dass die größeren Kräfte am Beginn des 
Beulens auf die erhöhte Fließgrenze des Stahls bei dynamischer Belastung zu-
rückzuführen sind. Ebenfalls liegt die Vermutung nahe, dass auch die größeren 
Maximalkräfte zum einen durch die erhöhte Fließgrenze des Stahls bei dyna-
mischer Belastung und zum anderen auch über die viskoelastischen Eigen-
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schaften der Epoxidharzmatrix zu erklären sind. Wenn, wie bei den differenti-
ellen Hybridträgern, die CFK/Stahl-Grenzfläche mit zunehmender Verfor-
mungsgeschwindigkeit schlagartiger und großflächiger versagt, dann ist das 
auf das sprödere Verhalten bei erhöhten Verformungsgeschwindigkeiten und 
den Steifigkeitssprung in der Grenzfläche zurückzuführen [32, 58, 121]. Je hö-
her die Verformungsgeschwindigkeit, desto höher ist die Festigkeit der Matrix. 
Dies führt dazu, dass das Knicken der Kohlenstofffasern unter faserparalleler 
Druckbeanspruchung, wie im Fall der integralen Hybridträger, erst bei höheren 
Kräften einsetzt [4, 32, 121]. Ebenfalls hat eine höhere Matrixfestigkeit und -
sprödigkeit zur Folge, dass ein erhöhter Widerstand gegen Rissfortschritt vor-
liegt. 
 
Abbildung 6.34: Vergleich des Einflusses der Prüfgeschwindigkeit auf die mechanischen Eigen-
schaften beider Hybridträgervarianten, Daten aus [134]# 
Das Versagen der differentiellen Hybridträger tritt durch ein Versagen der 
CFK/Stahl-Grenzfläche bis hin zur vollständigen Ablösung ein, was ein Total-
versagen der Hybridträger bedeutet. Die integralen Hybridträger hingegen sind 
nach einer dynamischen Belastung zwar stark deformiert, aber es tritt kein 
vollständiges Versagen ein, was auf die eingebetteten Laschen zurückzuführen 
ist. Für mögliche Crashanwendungen bedeutet dies einen großen Vorteil, da 




6.3.3 Zyklische Beanspruchung 
Bei zyklischer Biegebeanspruchung kommt es bei beiden untersuchten Hyb-
ridträgervarianten zur Bildung von Rissen im Hutprofil (vgl. Abbildung 6.7 
und Abbildung 6.22), ausgehend vom Kontaktbereich des Hutprofils mit der 
Druckfinne. Diese Rissbildung ist in Bezug auf eine spätere Anwendung zu 
vermeiden und begrenzt den Anwendungsbereich auf Kräfte, unterhalb der für 
das Beulen der Hutprofilkanten aufzubringenden Kräfte. 
Im Fall der differentiellen Hybridträger wird die Gesamtlebensdauer durch die 
Schädigung der CFK/Stahl-Grenzfläche bestimmt. Bei den integralen Hybrid-
trägern hingegen begrenzt die Entstehung von Rissen an den Spitzen der ein-
gebetteten Laschen und deren Wachstum bis an den Rand des Laminates die 
Gesamtlebensdauer der Hybridträger. Die Krafteinleitung vom Hutprofil in das 
CFK-Laminat verändert sich im Gegensatz zu den differentiellen Hybridträ-
gern bei den integralen Hybridträgern über die gesamte Versuchsdauer nicht. 
Daher werden die mechanischen Eigenschaften der integralen Hybridträger 
über das Verhalten der Einzelkomponenten und weniger über deren Verbin-
dung bestimmt. Der reale Anwendungsfall für beide Hybridträgervarianten 
wird nicht durch das Erreichen eines maximalen Maschinenweges, durch das 
Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche oder durch die Initiierung von Rissen im 
CFK-Laminat begrenzt. Vielmehr stellt die bereits bei vergleichsweise niedri-
gen Lasten zwischen 5 kN und 6 kN eintretende plastische Verformung des 
Hutprofils und die Rissbildung im Kontaktbereich der Druckfinne die Grenze 
für mechanisch, zyklische Anwendungen dar. Daher findet die Erstellung von 
Lebensdauerprognosen auf Basis des Versagens der metallischen Komponente 
statt. 
6.3.4 Lebensdauerprognosen 
Die in Abschnitt 6.1.4 und Abschnitt 6.2.4 vorgestellten Lebensdauerprogno-
sen basieren auf einem vom Morrow [90] beschriebenen empirischen Ansatz 
und beziehen sich auf das Versagen der metallischen Komponente der unter-
suchten Hybridträger, dem Hutprofil. Nach Morrow [90] besteht ein Zusam-
menhang zwischen der Steigung der plastischen Dehnungsamplitude, einer in 
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LSV ermittelten ZSD, und der Neigung einer in ESV ermittelten Wöhlerlinie. 
Die Qualität der Prognose hängt davon ab, ob bei den durchgeführten Versu-
chen ein tatsächlicher Zusammenhang zwischen dem aus der Steigung der er-
mittelten ZSD ermittelten Ermüdungsfestigkeitsexponenten b und dem vorlie-
genden Ermüdungsverhalten der untersuchten Strukturen bei einer gegebenen 
Belastung existiert. Typische Werte des Ermüdungsfestigkeitsexponenten lie-
gen für metallische Werkstoffe zwischen 𝑏𝐹  = -0,05 und 𝑏𝐹  = -0,12 [59]. Die 
anhand von ZKW für die Rissbildung im Hutprofil der Hybridträger ermittel-
ten Werte von 𝑏𝐹  = -0,153 (differentielle Hybridträger) und 𝑏𝐹  = -0,155 (integ-
rale Hybridträger) liegen damit außerhalb des typischen Bereichs. Dies kann 
zum einen auf die geometrische Versteifung des Profils und die Betrachtung 
des Metallversagens in einem Hybridverbund zurückgeführt werden. Zum an-
deren dürfte jedoch die Kraft und Weg basierte Betrachtung der Grund für 
diese Abweichung sein. 
Die von Morrow [90] beschriebene Beziehung wurde zunächst für einachsige 
Normversuche aufgestellt. Im vorliegenden Fall erfolgt die Anwendung jedoch 
für eine in einen Hybridverbund eingebettete Metallkomponente. Da ein direk-
ter Zusammenhang zwischen dem Beulen der Profilkanten, einhergehender 
plastischer Deformation und dem Versagen durch Rissbildung zu beobachten 
ist, wie in Abschnitt 6.1.4 und Abschnitt 6.2.4 gezeigt, ist eine Abschätzung 
der Lebensdauer auf Basis von ZKW dennoch möglich. Die ermittelten Ermü-
dungsfestigkeitsexponenten liegen für beide Hybridträgervarianten sehr dicht 
beieinander, was auch zu ähnlichen prognostizierten Neigungen der in Abbil-
dung 6.35 gezeigten Prognosen führt. 
Bei einem Vergleich der Prognosen mit den experimentell ermittelten Daten 
zeigt sich bei hohen Lasten (Fmax ≥ 10 kN), besonders für die integralen Hyb-
ridträger, eine deutliche Abweichung. Diese ist vermutlich, wie in Ab-
schnitt 6.2.4 beschrieben, auf die geometrische Versteifung des Hutprofils bei 
hohen plastischen Deformationen der Profilkanten zurückzuführen. Dies führt 
wiederum dazu, dass bei diesen Lasten kein direkter Zusammenhang mehr 
zwischen der ZKW und den in ESV ermittelten experimentellen Daten besteht 
und die Lebensdauer durch die Prognose nach Basquin [91] und Morrow [90] 
unterschätzt wird. Wie aus Abbildung 6.35 ersichtlich wird, kann trotz der ein-
fachen empirischen Annahmen nach Basquin [91] und Morrow [90] unter Ein-
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beziehung des Mittelspannungseinflusses nach Landgraf [94] für beide Hyb-
ridträgervarianten im Zeitfestigkeitsbereich eine gute Abschätzung der Le-
bensdauer der metallischen Komponente für Kräfte zwischen 6 kN und 8 kN 
getroffen werden. 
 
Abbildung 6.35: Vergleich der Lebensdauerprognosen und Trendlinien der ermittelten Daten-
punkte, bezogen auf die maximale Kraft pro Lastspiel und die kraftbezogene 
Bruchlastspielzahl, für beide Hybridträgervarianten, Daten teilweise aus [134]# 
Bezogen auf die ermittelten Dauerfestigkeiten nach der Phybal-Methode [97] 
zeigen die differentiellen Hybridträger eine um eine Laststufe der LSV (500 N) 
höhere Dauerfestigkeit (vgl. Abbildung 6.11 und Abbildung 6.27). Dieser Um-
stand ist, wie auch das spätere Beulen der Profilkanten im quasistatischen Last-
fall in Bereich I, vermutlich auf die größere Krafteinleitungsfläche zurückzu-
führen. Die damit verbundene höhere Steifigkeit des differentiellen 
Hybridträgers vor Beginn der Verformung (vgl. Abbildung 6.33) hat eine spä-
tere plastische Deformation zur Folge. Aufgrund der hohen plastischen Defor-
mationen durch das Beulen der Profilkanten ist, wie schon im quasistatischen 
Lastfall, eine Anwendung derartiger Strukturen bei Lasten oberhalb der für das 
Beulen ausreichenden Kräfte nicht möglich. 
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6.3.5 Bauteilnahe Beanspruchung 
Einfluss mechanischer Vorschädigung 
Der Einfluss einer Vorschädigung durch Impact auf die mechanischen Eigen-
schaften der beiden Hybridträger beschränkt sich auf den Bereich nach dem 
Eintreten der plastischen Deformation des Hutprofils. Die differentiellen Hyb-
ridträger weisen bereits nach einem Impact mit EImp,II eine deutliche optische 
Schädigung der CFK/Stahl-Grenzfläche auf und ab EImp,III werden die aufge-
setzten Hutprofile durch die Impactbelastung in einzelnen Fällen vollständig 
vom Laminat geschlagen. Im Unterschied dazu wird bei den integralen Hyb-
ridträgern bei EImp,III lediglich ein Riss im Schaumstoffkern detektiert. Bei hö-
heren Energien setzt bei den integralen Hybridträgern die plastische Deforma-
tion des im Preforming umgebogenen Bereichs der Laschen ein (vgl. 
Abbildung 3.8 C). Ein Totalversagen kann trotz starker plastischer Deforma-
tion der Laschen und eines großflächigen Risses im Schaumstoffkern selbst 
bei einem Impact mit 100 J nicht beobachtet werden (vgl. Abschnitt 5.3.1). 
In Abbildung 6.36 sind die maximalen Kräfte beider Hybridträgervarianten 
nach Impact und die der nicht vorgeschädigten Hybridträger zusammenfassend 
dargestellt. 
 
Abbildung 6.36: Vergleich der maximalen quasistatischen Kräfte (Fmax) nach einem Impact mit 
unterschiedlichen Energien (EImp) beider Hybridträgervarianten, nach [145]# 
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Es wird deutlich, dass die maximalen Kräfte im Fall der differentiellen Hyb-
ridträger nach einem Impact mit EImp,I im Vergleich zu nicht vorgeschädigten 
Hybridträgern reduziert werden. Eine Reduzierung der mechanischen Eigen-
schaften bei Impactenergien bis 40 J ist hingegen bei den integralen Hybridträ-
gern nicht zu beobachten. Anhand dieses Vergleiches wird deutlich, dass eine 
Integration der metallischen Komponente einer Hybridstruktur in den Lagen-
aufbau des FVK Vorteile gegenüber einer aufgesetzten Struktur bei Belastun-
gen durch Impact mit sich bringt. Insbesondere die bereits bei EImp,I optisch 
nicht detektierbare Schädigung stellt für eine spätere Anwendung ein Risiko 
dar, da sie zu einem verfrühten Versagen der Verbindung führt und damit ein 
Totalversagen der gesamten Struktur zur Folge haben kann. 
Das Verhalten in zyklischen Versuchen nach einem Impact unterscheidet sich 
bei beiden Hybridträgervarianten grundsätzlich nicht von dem nicht vorge-
schädigter Hybridträger. Dennoch ist bei den differentiellen Hybridträgern 
auch hier eine Verringerung der kraftbezogenen Festigkeiten nach einem Im-
pact mit EImp,II auszumachen. Bei den integralen Hybridträgern ist das im un-
tersuchten Parameterraum nicht der Fall, wie in Tabelle 6.5 zusammenfassend 
dargestellt ist. 
Tabelle 6.5: Vergleich der maximalen Kräfte der Hybridträgervarianten ohne und mit Vorschä-
digung durch Impact im LSV 
Vorschädigung 
Fmax der diff. Hybridträ-
ger in kN 
Fmax der int. Hybridträ-
ger in kN 
Keine Vorschädigung 13,60 ± 0,49 15,69 ± 1,02 
Impact mit EImp = 25 J 12,43 ± 0,05  
Impact mit EImp = 40 J  15,77 ± 0,84 
Bezieht man sowohl die quasistatischen als auch die zyklischen Versuche mit 
ein, wird deutlich, dass die differentiellen Hybridträger eine geringere Tole-
ranz gegenüber Impactbelastungen aufweisen. Ebenfalls besitzen die differen-
tiellen Hybridträger ein katastrophaleres Versagensverhalten, was nach Über-
schreiten einer kritischen Impactenergie zum sofortigen Versagen der Struktur 
führt. Die integralen Hybridträger hingegen können mit deutlich höheren Im-
pactenergien beaufschlagt werden, ohne dass ein Totalversagen der Struktur 
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eintritt. Diese Eigenschaft eines direkt in das Laminat integrierten Lasteinlei-
tungselementes zur Verbindung eines CFK-Laminates und eines metallischen 
Hutprofils konnte bereits durch Muth et al. [112]* nachgewiesen werden. 
Einfluss thermischer Beanspruchung 
Eine thermische Belastung durch 100 Temperaturzyklen zwischen -40 °C und 
+80 °C zeigt für die Hybridträgervarianten deutliche Unterschiede bezogen auf 
die mechanischen Eigenschaften bei quasistatischer Drei-Punkt-Biegung. 
Durch die thermische Zyklierung kommt es zu zwei konkurrierenden Prozes-
sen in den Hybridträgern. Zum einen findet eine Nachvernetzung der Epoxid-
harzmatrix statt (vgl. Abbildung 6.14), die vermutlich zu einer höheren Mat-
rixfestigkeit führt. Wenn zum anderen wechselnden Temperaturen 
vorherrschen, dann entstehen zusätzlich thermisch induzierte Eigenspannun-
gen [4] und ebenso bilden sich, wenn die Relativbewegungen der Fügepartner 
unterdrückt werden, Mikrorisse in den Fügestellen [77, 78]. 
Wenn daher im Fall der differentiellen Hybridträger eine Reduzierung der me-
chanischen Eigenschaften zu beobachten ist, dann überwiegt der Einfluss der 
festigkeitsmindernden Prozesse. Wie in Abschnitt 5.3.2 beschrieben, tritt die 
Initiierung des Versagens der CFK/Stahl-Grenzfläche an den Enden der auf-
gesetzten Hutprofile früher ein und es können niedrigere maximale Kräfte auf-
genommen werden. Der Grund für dieses Verhalten ist in den großen Diffe-
renzen der thermischen Ausdehnungen der Fügepartner an der Grenzfläche im 
Fall der differentiellen Hybridträger zu suchen (vgl. Abschnitt 6.1.1). Bei den 
integralen Hybridträgern überwiegt der Effekt der gesteigerten Matrixfestig-
keit durch Nachvernetzung, da das Versagen des Laminats durch ein Auskni-
cken der oberen Faserlagen durch eine gesteigerte Matrixfestigkeit zu höheren 
Kräften verschoben wird. Es ist anzunehmen, dass der Einfluss von Mikroris-
sen und thermisch induzierten Eigenspannungen aufgrund der deutlich kleine-
ren als auch unterbrochenen Fügefläche deutlich geringer ausfällt als bei den 
differentiellen Hybridträgern. 
Zusammenfassend kann der Schluss gezogen werden, dass eine thermische Be-
lastung auf die mechanischen Eigenschaften der integralen Hybridträger kei-
nen negativen Einfluss hat. Ganz im Gegensatz zu den differentiellen Hybrid-
trägern, die empfindlicher auf eine thermische Zyklierung und die 
einhergehenden Effekte reagieren. 
6 Diskussion 
174 
Einfluss korrosiver Beanspruchung 
Nach korrosiver Degradation ist bei beiden Hybridträgervarianten keine Ver-
änderung der für das Beulen der Profilkanten aufzubringenden Kräfte zu be-
obachten. Dies ist darauf zurückzuführen, dass an dem verwendeten rostfreien 
Stahl keine Veränderung der mechanischen Eigenschaften durch die korrosive 
Atmosphäre zu erwarten ist. Für beide Hybridträgervarianten ist ein Einfluss 
der korrosiven Degradation auf die von der CFK/Stahl-Grenzfläche dominier-
ten Schädigungsmechanismen zu beobachten. Im Fall der differentiellen Hyb-
ridträger führt das frühere partielle, schlagartige Versagen der CFK/Stahl-
Grenzfläche dazu, dass ca. 11 % geringere maximale Kräfte nach korrosiver 
Degradation aufgenommen werden können. Im Gegensatz hierzu ist bei den 
integralen Hybridträgern eine frühere Rissinitiierung an der Spitze der mittle-
ren eingebetteten Lasche zu beobachten. Diese hat jedoch keinen Einfluss auf 
die maximalen Kräfte (vgl. Abbildung 6.31). Der Grund hierfür ist, dass Fmax 
von den Eigenschaften des Laminates, die sich bei den untersuchten Hybrid-
trägern nach korrosiver Degradation nicht zu verändern scheinen, abhängt. Es 
ist davon auszugehen, dass die Massezunahme (vgl. Abschnitt 5.3.3) primär 
auf eine Feuchtigkeitsaufnahme des Laminates und an der CFK/Stahl-Grenz-
fläche auskondensierte Feuchtigkeit zurückzuführen ist. Wenn die CFK/Stahl-
Grenzfläche zusätzlich auch durch Kontaktkorrosion geschädigt worden wäre, 
dann wären äußerlich und an den nach der mechanischen Prüfung offenliegen-
den Grenzflächen im Fall der differentiellen Hybridträger Korrosionsprodukte 
auszumachen, wie sie bspw. von Zhang et al. [163] beobachtet wurden. Es ist 
daher davon auszugehen, dass eine Schädigung der CFK/Stahl-Grenzfläche 
nur durch auskondensierte Feuchtigkeit zustande kommt. Je mehr Feuchtigkeit 
in (Mikro-)Poren auskondensiert, desto größer ist auch die Schädigung. Daher 
wird auch am Einfluss einer korrosiven Atmosphäre auf die mechanischen Ei-
genschaften der beiden Hybridträgervarianten deutlich, dass eine Integration 
der metallischen Komponente in das FVK-Laminat deutliche Vorteile mit sich 
bringt. 
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6.4 Zusammenfassender Vergleich und 
Betrachtung der massespezifischen 
Eigenschaften 
Fasst man die Ergebnisse und Inhalte der Diskussion zusammen, zeigen die 
integralen Hybridträger ein deutlich schädigungstoleranteres Verhalten ohne 
ein abruptes Versagen der Verbindung. Zudem weisen die integralen Hybrid-
träger eine 23 % höhere kraftbezogene quasistatische Gesamtfestigkeit auf. 
Diese Beobachtungen gelten sowohl im quasistatischen (vgl. Abschnitt 6.3.1) 
und dynamischen Lastfall (vgl. Abschnitt 6.3.2) als auch bei Betrachtung der 
Bruchlastspielzahlen bei zyklischer Belastung (vgl. Abschnitt 6.3.3). Insbe-
sondere bezogen auf den Einfluss mechanischer Vorschädigung durch Impact 
zeigen sich die Vorteile der Integration der metallischen Komponente in das 
Laminat. Ein Totalversagen, herbeigeführt durch den Impact, kann wirkungs-
voll vermieden werden (vgl. Abschnitt 6.3.5), wie bereits von Muth et al. an 
geometrisch ähnlichen Strukturen gezeigt wurde [112]*. Eine Prognose der 
Lebensdauer auf Basis des zyklischen Verhaltens der metallischen Kompo-
nente zeigte für beide Hybridträgervarianten eine gute Übereinstimmung mit 
den ermittelten Bauteil-Wöhlerdiagrammen (vgl. Abschnitt 6.3.4). Betrachtet 
man einen späteren Anwendungsfall, beschränkt sich die Belastbarkeit beider 
Hybridträgervarianten bei quasistatischer und zyklischer, mechanischer Last 
auf Kräfte unterhalb der für das Beulen des Hutprofils notwendigen Lasten. 
Oberhalb dieser Kräfte tritt eine starke plastische Deformation des Hutprofils 
ein, was eine dauerhafte Anwendung in diesen Kraftbereichen verhindert. 
Betrachtet man die Masse der Hybridträgervarianten, weisen die differentiel-
len Hybridträger eine Masse von 330,0 g ± 5,9 g auf. Hingegen besitzen die in-
tegralen Hybridträger mit 276,9 g ± 4,7 g eine um ca. 16 % geringere Masse. 
Die geringere Masse ist darauf zurückzuführen, dass die im Vergleich zum 
Hutprofil der differentiellen Hybridträger fehlende Fläche zwischen den La-
schen des Hutprofils der integralen Hybridträger nicht durch deren Länge aus-
geglichen wird. 
Wird daher bei Betrachtung der mechanischen Eigenschaften das Gewicht der 
beiden Hybridträgervarianten einbezogen, ergeben sich die in Abbildung 6.37 




Abbildung 6.37: Gewichtsspezifischer Vergleich repräsentativer quasistatischer Kraft-Weg-Kur-
ven der Hybridträgervarianten unter Drei-Punkt-Biege-Belastung, nach [134]# 
Es wird deutlich, dass die integralen Hybridträger nicht nur bezogen auf Fmax, 
sondern auch auf den Beginn des Beulens, bessere massespezifische, mecha-
nische Eigenschaften aufweisen als die differentiellen Hybridträger. 
Die bereits zuvor beschriebenen Vorteile der integralen Hybridträger bei dy-
namischer und zyklischer Belastung werden, bezogen auf die Masse, noch grö-
ßer und machen die integralen Hybridträger für den Einsatz im Leichtbau be-
sonders interessant. Die Vorteile einer Integration der Lasteinleitungselemente 
konnte an von Muth et al. [112]* untersuchten Bauteilen ebenfalls nachgewie-
sen werden. Jedoch bedeutete der Einsatz zusätzlicher Lasteinleitungselemente 
einen deutlichen Anstieg der Masse der gesamten Struktur, was durch die di-
rekte Integration der Laschen des Hutprofils in der vorliegenden Arbeit ver-
mieden werden konnte. 
  
6.4 Zusammenfassender Vergleich und Betrachtung der massespezifischen Eigenschaften 
177 
Tabelle 6.6: Massespezifischer Vergleich beider Hybridträgervarianten anhand der quasistati-
schen, dynamischen und zyklischen Versuche und der Auswirkungen bauteilnaher 
Beanspruchungen 
Quasistatische und dynamische Belastung 
 Beginn des Beulens in kN/kg Fmax in kN/kg 
Bauteilnahe Belastung/ 
Prüfgeschwindigkeit 
Differentiell Integral Differentiell Integral 
vPrüf,QS = 5⋅10-5 m/s 18,7 ± 0,4 21,1 ± 0,6 36,5 ± 0,4 58,7 ± 1,4 
vPrüf,DynI = 4,1⋅10-3 m/s 19,8 ± 0,9 22,2 ± 0,6 43,0 ± 2,8 64,3 ± 1,2 
vPrüf,DynII = 0,45 m/s 22,8 ± 0,4 25,8 ± 0,5 55,6 ± 6,9 73,9 ± 1,5 
Keine bauteilnahe 
Belastung 
18,6 ± 1,0 21,2 ± 0,1 41,4 ± 5,8 60,4 ± 0,9 
EImp,I = 16 J 18,3 ± 0,9 21,9 ± 0,9 33,4 ± 1,2 60,5 ± 1,5 
EImp,II = 25 J 18,6 ± 0,6 22,3 ± 0,6 35,3 ± 1,4 60,7 ± 0,9 
EImp,III = 40 J 18,6 ± 0,8 21,4 ± 0,7 34,5 ± 1,3 59,3 ± 1,6 
NT-Zykl = 100 18,7 ± 0,7 21,2 ± 0,6 37,9 ± 1,1 61,9 ± 1,4 
tKorr,I = 48 h 18,5 ± 0,5 21,5 ± 0,4 36,8 ± 1,4 61,5 ± 1,1 
tKorr,II = 168 h 18,3 ± 0,5 21,3 ± 0,4 36,4 ± 1,4 59,8 ± 0,6 
Zyklische Belastung in Laststeigerungsversuchen 
Kein Impact 20,0 ± 0,9 22,9 ± 1,1 41,2 ± 1,5 56,0 ± 3,6 
EImp,II = 25 J 19,7 ± 0,2 - 37,7 ± 0,2 - 





Im Rahmen der vorliegenden Arbeit erfolgte die Entwicklung eines 
Werkzeugkonzeptes zur Fertigung von zwei verschiedenen CFK/Stahl-
Hybridträgern im RTM-Verfahren. Außerdem wurden die mechanischen 
Eigenschaften dieser Hybridträger unter quasistatischen, dynamischen und 
zyklischen Lasten im Drei-Punkt-Biegeversuch untersucht. Ebenso erfolgte 
die Untersuchung des Einflusses bauteilnaher Beanspruchungen in Form von 
thermischer und korrosiver Degradation und mechanischer Vorschädigung. 
Die Entwicklung des RTM-Werkzeugkonzeptes umfasste die Erstellung eines 
geeigneten Angusskonzeptes zur gleichzeitigen Infiltration mehrerer Kavitäten 
und die Konzeptionierung variabler Einsätze zur Fertigung der verschiedenen 
Hybridträgervarianten. Es konnte anhand von Formfüllsimulationen in 
Kooperation mit dem Institut für Fahrzeugsystemtechnik des KIT und durch 
Formfüllstudien gezeigt werden, dass mit dem entwickelten Konzept die 
gleichmäßige Infiltration mehrerer Kavitäten durch einen zentralen Anguss 
möglich ist. Weiterhin konnte gezeigt werden, dass trotz der in Form der 
integrierten metallischen Komponente eingebrachten Störstellen eine 
vollständige Tränkung des trockenen Halbzeuges erreicht wird. Die Fertigung 
der Hybridträger erfolgte schlussendlich an der Anlagentechnik des Instituts 
für Produktionstechnik des KIT. 
Die zu untersuchenden Hybridträgervarianten unterscheiden sich hinsichtlich 
der Art der Verbindung der Grundplatte aus CFK und des metallischen 
Hutprofils. Bei den sogenannten differentiellen Hybridträgern werden die 
Preforms aus trockenem Faserhalbzeug, ein Schaumkern und das Hutprofil 
getrennt voneinander in die Werkzeugkavität gelegt. Die Verbindung der 
Komponenten erfolgt durch die Infiltration der Kavität mit der 
Epoxidharzmatrix. Dies führt zu einer adhäsiven Anbindung des Hutprofils 
ohne einen Stoff- oder Formschluss an das Laminat. Bei den sogenannten 
integralen Hybridträgern wird die Verbindung über viele in das Laminat 
integrierte Laschen hergestellt, deren Geometrie in Zusammenarbeit mit dem 
Institut für Fahrzeugsystemtechnik und dem Institut für Produktionstechnik 
des KIT erarbeitet wurde. Die spitzen Laschen werden zunächst durch die 
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oberen Lagen des trockenen Halbzeugs gesteckt, der Schaumkern wird in den 
entstandenen Hohlraum eingeschoben und anschließend werden die Laschen 
um 90° nach Außen gebogen und die unteren Halbzeuglagen aufgelegt. Die 
Preform wird dann in die Werkzeugkavität eingelegt und es erfolgt nach dem 
Schließen des Werkzeugs die Infiltration. Durch die Integration der Laschen 
kommt es neben der adhäsiven Anbindung der Laschen an das Laminat auch 
zu einem Formschluss. 
Wird der Aufwand der Fertigung der Hybridträger verglichen, ist dieser bei 
den integralen Hybridträgern zunächst höher einzuschätzen. Bei den einzelnen 
Prozessschritten handelt es jedoch um reine Umformprozesse, die einfach zu 
automatisieren sind. Eine aufwändige Vorbehandlung der metallischen 
Komponente, wie sie im Fall der differentiellen Hybridträger notwendig ist, 
kann zudem entfallen.  
Wird das quasistatische Schädigungsverhalten verglichen, tritt bei den diffe-
rentiellen und integralen Hybridträgern der erste Schädigungsmechanismus, 
das Beulen der Profilkanten bei vergleichbar hohen Kräften, ein. Das Beulen 
der Profilkanten bildet auch die eigentliche Einsatzgrenze für eine dauerhafte 
quasistatische Belastung aufgrund der irreversiblen plastischen Deformatio-
nen. Im weiteren Verlauf ist das Schädigungsverhalten der differentiellen Hyb-
ridträger durch ein abruptes Versagen der CFK/Stahl-Grenzfläche gekenn-
zeichnet. Dies führt dazu, dass der Verlauf der Kraft-Weg-Kurven bis zum 
Erreichen der Maximalkraft starke unregelmäßige Einbrüche aufweist. Die in-
tegralen Hybridträger hingegen zeigen bis zum Erreichen der Maximalkraft 
eine kontinuierliche Schädigung durch eine stetige Ausbreitung eines Risses 
auf der Laminatoberseite, ausgehend von der Spitze der mittleren eingebetteten 
Lasche. Vergleicht man die mittleren Maximalkräfte der Hybridträgervarian-
ten, weisen die integralen Hybridträger eine um 23 % höhere Maximalkraft bei 
gleichzeitig deutlich reduzierter Streuung auf. Das Schädigungsverhalten der 
integralen Hybridträger kann daher im Vergleich mit den differentiellen Hyb-
ridträgern als deutlich prognostizierbarer beschrieben werden. 
Der Einfluss bauteilnaher Beanspruchungen auf die mechanischen Eigenschaf-
ten und den Verlauf der Kraft-Weg-Kurven der Hybridträgervarianten ist bei 
den differentiellen Hybridträgern deutlich größer. Insbesondere eine mechani-
sche Vorschädigung durch Impact führt im Fall der differentiellen Hybridträ-
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ger bereits ab einem Impact mit 16 J zu einer deutlich früher eintretenden Schä-
digung der CFK/Stahl-Grenzfläche. Ab einem Impact mit 40 J wird das Hut-
profil der differentiellen Hybridträger zudem vollständig abgeschlagen. Bei 
den integralen Hybridträgern kommt es hingegen erst nach einem Impact mit 
40 J in Form eines Risses durch den Schaumkern zur ersten Schädigung. Deut-
lich erkennbare Schäden in Form von plastischer Deformation der Laschen tre-
ten erst nach einem Impact mit einer Impactenergie von 100 J auf. Daher zei-
gen sich auch hier die Vorteile einer Integration der metallischen Komponente 
in das Laminat durch die deutlich größere Schädigungstoleranz. Auch bei Be-
trachtung des Einflusses thermischer oder korrosiver Degradation ist im Falle 
der integralen Hybridträger kein Einfluss auf die mechanischen Eigenschaften 
zu beobachten. Wohingegen im Falle der differentiellen Hybridträger niedri-
gere Kräfte bei der ersten Schädigung der CFK/Stahl-Grenzfläche und niedri-
gere Maximalkräfte als ohne Degradation zu beobachten sind. 
Bei einer Steigerung der Verformungsgeschwindigkeit ist für beide Hybridträ-
gervarianten zu beobachten, dass die bei quasistatischer Last auftretenden 
Schädigungsmechanismen zu höheren Kräften verschoben sind. Insbesondere 
bei den differentiellen Hybridträgern spielt das vermutlich sprödere Verhalten 
der Epoxidharzmatrix bei höheren Verformungsgeschwindigkeiten eine Rolle. 
Dies ist der Fall, da je höher die Festigkeit der CFK/Stahl-Grenzfläche ist, 
desto höher auch der im Vergleich zu den integralen Hybridträgern stärkere 
Anstieg der Maximalkräfte ausfällt. Im Fall der differentiellen Hybridträger 
steigen die Maximalkräfte bei der 9000-fachen Verformungsgeschwindigkeit 
um ca. 52 %, im Fall der integralen Hybridträger um ca. 26 %. Der vermutete 
Anstieg der Grenzflächenfestigkeit führt jedoch auch zu einem großflächige-
ren und katastrophalerem Erstversagen der CFK/Stahl-Grenzfläche der diffe-
rentiellen Hybridträger in Verbindung mit einer weiteren Zunahme der Streu-
ung. Am Versuchsende tritt eine vollständige Ablösung des Hutprofils vom 
CFK-Laminat ein, was einem Totalversagen der Hybridträger gleichkommt. 
Die integralen Hybridträger hingegen zeigen keine Veränderung im Verlauf 
der Schädigung oder den auftretenden Streuungen. Auch tritt kein Totalversa-
gen der integralen Hybridträger durch ein vollständiges Versagen der Verbin-
dung ein. Die dennoch höheren maximalen Kräfte beruhen darauf, dass eine 
vermutlich höhere Matrixfestigkeit das Ausknicken der Fasern auf der Lami-
natoberseite verzögert und höhere Kräfte aufgebracht werden müssen, um die 
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Laminatschädigung zu initiieren. Daher zeigen die integralen Hybridträger 
auch bei dynamischen Versuchen eine größere Belastbarkeit in Verbindung 
mit einem deutlich vorhersagbareren Verhalten. 
Zur Betrachtung der mechanischen Eigenschaften bei zyklischer, 
mechanischer Last wurden neben Laststeigerungsversuchen zur Erstellung 
einer zyklischen Kraft-Weg-Kurve auch Einstufenversuche bei konstanter 
Lastamplitude zur Erstellung von Bauteil-Wöhlerdiagrammen durchgeführt. 
Auf Basis der zyklischen Kraft-Weg-Kurve erfolgte wiederum eine Prognose 
der Lebensdauer für beide Hybridträgervarianten. Das mechanische Verhalten 
der Hybridträger und die auftretenden Schädigungen unterscheiden sich bei 
zyklischer, mechanischer Belastung grundsätzlich nicht von dem bei 
quasistatischer und dynamischer Belastung. Als zusätzlicher 
Schädigungsmechanismus tritt die Ausbildung von Rissen entlang der 
Hutprofilkanten im Kontaktbereich der Druckfinne auf. Im Verlauf der 
Laststeigerungsversuche treten die jeweils charakteristischen 
Schädigungsmechanismen bei beiden Hybridträgervarianten bei vergleich-
baren Kräften und Traversenwegen auf, wie es bei quasistatischer Belastung 
der Fall ist. Aufgrund der längeren Belastungsdauer in den Einstufenversuchen 
treten die beobachteten Versagensmechanismen im betrachteten 
Lastspielzahlbereich bis N = 106 bei geringeren Kräften auf. Im Fall der 
differentiellen Hybridträger treten erstmals Schäden an der CFK/Stahl-
Grenzfläche bei ca. 34 % niedrigeren Kräften auf als im quasistatischen 
Lastfall und es erfolgt der frühzeitige Abbruch des Versuchs aufgrund des 
Erreichens des maximalen Maschinenweges. Bei den integralen Hybridträgern 
führt eine dauerhafte Belastung auf einem Lastniveau mit Fmax = 10 kN zu einer 
Rissinitiierung an der Spitze der mittleren eingebetteten Lasche, was einer 
Reduktion um ca. 39 % im Vergleich zu der im quasistatischen Lastfall 
beobachteten Kraft entspricht. Insbesondere spielt dabei die 
Spannungskonzetration an der Spitze der eingebetten Lasche eine Rolle. 
Bereits ab einer Laststufe von Fmax = 6 kN im Fall der differentiellen 
Hybridträger und bei Fmax = 5 kN im Fall der integralen Hybridträger entstehen 
aufgrund der zyklischen Belastung Risse im Hutprofil, die das Auftreten 
weiterer Schädigungsmechanismen maßgeblich beeinflussen. 
Eine Prognose der Lebensdauer findet auf Basis von Ansätzen für metallische 
Werkstoffe statt, da das eingesetzte metallische Hutprofil als begrenzend für 
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die Anwendung unter zyklischer, mechanischer Last anzusehen ist. Die Le-
bensdauerprognosen wurden auf Basis der Modelle von Basquin [91] und Mor-
row [90] unter Einbeziehung des Mittelspannungseinflusses nach Landgraf 
[94] und der Nutzung der Phybal-Methode [95, 97] erstellt. So war es möglich, 
sowohl für die differentiellen als auch die integralen Hybridträger eine Vor-
hersage abzuleiten, die sowohl für die Dauerfestigkeit als auch die Bruchlast-
spielzahlen bei moderaten Lasten eine passende Abschätzung liefert. Bei ho-
hen Lasten werden die Bruchlastspielzahlen von den Prognosen unterschätzt. 
Dies ist vermutlich darauf zurückzuführen, dass die tatsächliche plastische 
Verformung aufgrund der auftretenden geometrischen Versteifung geringer 
ist, als auf Basis der zyklischen Kraft-Weg-Kurve zu erwarten wäre. Unter 
Einbeziehung der Masse der Hybridträgervarianten, die integralen 
Hybridträger besitzen eine ca. 16 % geringere Gesamtmasse, zeigen die 
integralen Hybridträger in allen im Rahmen dieser Arbeit untersuchten 
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